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editorial

Este tomo de Anales de Mecénica de la Fractura, el nimero 30, recoge los articulos que corresponden a las comunicaciones al XXX En-
cuentro del Grupo Espariol de Fractura (30 GEF), celebrado en el Campus de la Fabrica de Armas de la Universidad de Castilla-La Mancha
en Toledo, del 13 al 15 de marzo de 2013, promovido por la Sociedad Espafiola de Integridad Estructural — Grupo Espafiol de Fractura,
SEIE — GEF. Dicho trigésimo Encuentro se ha celebrado en paralelo con el 8° Congreso Internacional sobre Fractura de Hormigon y de
Estructuras de Hormigdn (8th International Conference on Fracture Mechanics for Concrete and Concrete Structures, FraMCoS-8), pro-
movido por la Asociacion Internacional que lleva el mismo nombre, I1A-FraMCoS. La coincidencia de ambos eventos ha facilitado que los
investigadores espafioles que se dedican a la fractura de hormigén estructural puedan asistir a ambos congresos y, también, que los miem-
bros de las dos comunidades de investigadores hayan podido entablar un fructifero intercambio de ideas, métodos y perspectivas entre si.
Ademas, SEIE — GEF e IA-FraMCoS han aunado sus fuerzas en la organizacion de un evento comun dirigido a los asistentes de los dos
congresos: la Jornada sobre Nanotecnologia y Sostenibilidad en la Construccion, celebrada el 15 de marzo en el mismo campus, en la que
se han abordado la durabilidad y la fractura del hormigon a varias escalas como parte esencial de la sostenibilidad del hormigdn estructural.

Las plenarias del 30 GEF encabezan la publicacién. Han corrido a cargo de los profesores: Emmanuel E. Gdoutos, de la Democritus Univer-
sity of Thrace en Grecia, antiguo Presidente de la Sociedad Europea de Integridad Estructural, ESIS, y Presidente Electo de la Sociedad de
Mecanica Experimental, con una plenaria sobre los mecanismos de fallo en estructuras tipo sandwich; Jesus Rodriguez, de la Universidad
Rey Juan Carlos, que habl6 sobre problemas experimentales en la caracterizacion en fractura de materiales poliméricos; y Surendra P.
Shah, emérito de la Universidad de Northwestern y miembro de la Academia Nacional de Ingenieria de los EE. UU., cuya plenaria versd
sobre el control de las propiedades del hormigén por medio de la modificacion de su nano-estructura. A los tres deseamos expresar desde
aqui nuestro agradecimiento por su excelente contribucién al 30 GEF. Asimismo deseamos agradecer el trabajo del resto de autores, tanto
por su articulo escrito como por las cuidadas presentaciones que han hecho a lo largo del Encuentro. También es de agradecer el trabajo
realizado por el Comité Cientifico, que ha revisado todos los resimenes presentados y ha dado valiosas indicaciones a los autores.

En el actual momento de crisis econdmica y de nula inversion en acciones complementarias a la investigacion por parte de las administra-
ciones publicas, es muy de agradecer el patrocinio de varias empresas, las cuales han hecho posible que este gran evento cientifico se
haya podido celebrar y que haya habido muchos jévenes investigadores que hayan podido asistir. Son: Pacadar, Instron, HBM, SEM, MTS,
Rumul, Zwick-Roell, Toni-Technik, Cervenka Consulting, Taylor & Francis, CRC Press. Finalmente, nuestro agradecimiento a la Universidad
de Castilla-La Mancha por su hospitalidad y por haber permitido que su precioso Campus de Toledo, en armonia con la belleza de la ciudad
que lo alberga, haya sido lugar de encuentro de los investigadores dedicados a la Mecanica de la Fractura.

Organizadores del 30 GEF Junta Directiva SEIE — GEF
Gonzalo Ruiz Lépez Antonio Martin Meizoso
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Eva Espildora Eugenio Giner Maravilla
M@ Lluisa Maspoch Rudua
José Zapatero Arenzana

David Angel Cendén Franco
José Fernandez Séez
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FAILURE MECHANISMS OF SANDWICH STRUCTURES
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ABSTRACT

A thorough investigation of the failure mechanisms of composite sandwich beams under four- and three-point bending
and cantilever beams was undertaken. The beams were made of unidirectional carbon/epoxy (AS4/3501-6) facings and
a PVC closed-cell foam (Divinycell) core. Two types of core materials H100 and H250 with densities 100 and 250
kg/m’, respectively, were used. Sandwich beams were loaded under bending moment and shear and failure mechanisms
were observed and compared with analytical predictions. The failure mechanisms investigated are, core failure, facing
wrinkling, facing debonding and indentation failure. The various mechanisms have been studied separately and both
initiation and ultimate failure have been determined. Initiation of a particular failure mechanism and triggering and
interaction with other failure mechanisms was also investigated. The initiation of the various failure mechanisms
depends on the material properties of the constituents (facings, adhesive, core), geometric dimensions and type of
loading. Failure mechanisms were discussed according to the type of loading applied.

KEYWORDS: Failure, Sandwich structures, Core materials.

1. INTRODUCTION three-point bending. Failure modes observed and

Sandwich structures consisting of strong and stiff
facings and light weight cores offer improved stiffness
and strength to weight ratios compared to monolithic
materials. Under flexural loading the facings carry
almost all of the bending, while the core takes the shear
loading and helps to stabilize the facings. Facing
materials include metals and fiber reinforced
composites. The latter are being used in advanced
applications due to the large strength-to-weight ratio.
The core materials mainly include honeycombs, foams
and wood.

Possible failure modes of sandwich structures include
tensile or compressive failure of the facings, debonding
at the core/facing interface, indentation failure under
concentrated loads, shear core failure, wrinkling of the
compression face and global buckling. Recently, the
authors have performed a thorough investigation of the
failure behavior of sandwich beams with facings made
of carbon/epoxy composite material and core made of
foam materials [1-7].

In the present work, failure modes were investigated
experimentally in sandwich beams under four-point and

studied include core failure, face sheet wrinkling, face
sheet debonding and indentation failure.

2. MATERIALS AND SPECIMENS

The sandwich beams were fabricated from 8-ply
unidirectional carbon/epoxy (AS4/3501-6) facings and
various core materials. The facings were bonded to the
core with an epoxy adhesive (Hysol EA 9430). The
assembly was cured at room temperature. The facings
and core had a thickness of 1 and 254 mm,
respectively. Beam specimens 25.4 mm wide and of
various lengths were cut from the sandwich plates.

3. EXPERIMENTAL PROCEDURE

Special test fixtures were fabricated to provide three-
and four-point bending for beams of various lengths.
Five span lengths of 10.2, 20.3, 25.4, 40.6 and 76.2 cm
were tested. In studying the effects of pure bending,
special reinforcement was provided for the core at the
outer sections of the beam to prevent premature core
failures. Also, under three-point bending, the faces
directly under concentrated loads were reinforced with
additional layers of carbon/epoxy to suppress and
prevent indentation failure. Only in the case when the
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indentation failure mode was studied, there was no face
reinforcement. The concentrated load was applied to the
specimens with a cylinder of diameter of 25.4 mm (1
in.).

Strains on the outer and inner (interface between facing
and core) surfaces of the facings were recorded with
strain gages. Most gages were oriented along the axis of
the beam, but some were mounted in the transverse
direction to record transverse strains. Beam deflections
were measured with a displacement transducer (LVDT)
and by monitoring the crosshead motion. The deflection
was also monitored with a course moiré grating (31
lines/cm). Longitudinal and transverse strains in the
core were measured with finer moiré gratings of 118
and 200 lines/cm. The deformation of the core was also
monitored with birefringent coatings using reflection
photoelasticity.

4. FAILURE MODES

A number of failure modes were recorded and studied in
the composite sandwich beams subjected to three- and
four-point bending. They include wrinkling of the
compression facing, core failure, indentation and
debonding of the loaded face. These failure modes are
discussed in the following sections.

4.1 Compression facing wrinkling

Compression facing wrinkling failures were observed in
sandwich beams under both four-point and three-point
bending. Fig. 1 shows moment versus strain results for
two different tests of sandwich beams with Divinycell
H100 cores under four-point bending. Evidence of
wrinkling is shown by the sharp change in recorded
strain on the compression facing, indicating inward and
outward wrinkling in the two tests. In both cases the
critical wrinkling stress was ¢ = 673 MPa.

Wrinkling is a localized short-wave buckling of the
compression facing. Wrinkling may be viewed as
buckling of the compression facing supported by an
elastic continuum, the core. The critical wrinkling stress
according to Heath [8] is given by

12
6. —|2ht EcEp 0
3 he (I=vipvyy)

where

h¢,h, : facing and core thicknesses, respectively

E¢1,Ec3: facing and core moduli, respectively

Vij : Poisson’s ratio associated with loading in the i-
direction and strain in the j-direction

and the indices 1 and 3 refer to the in-plane and
through-the-thickness directions, respectively.

Equation (1) predicts the following value of the
wrinkling stress

G = 687MPa

This value is close to the experimental value of 673
MPa.

In the case when shear is present in addition to bending,
the influence of the transverse shear modulus of the
core, G3, must be taken into account. An expression
given by Hoff and Mautner [9] has the form

1/3
Ocr = c(Efl E¢s GCI3) )

where c is a constant usually taken as equal to 0.5, 0.6,
or 0.65. Note that the critical stress in this expression
depends only on the elastic moduli of the facing and
core materials. In the relation above the core moduli are
the initial elastic moduli if wrinkling occurs while the
core is still in the linear elastic range. This requires that
the shear force at the time of wrinkling be low enough
or, at least,

V < Ac Fes )

where A is core cross sectional area and Fg the shear
strength of the core. This is the case for long span
beams under three-point bending.

4.2 Core failure

Core failures were observed in sandwich beams under
three-point bending. The core carries primarily the
applied shear loading. In short beams under three-point
bending the core is mainly subjected to shear and failure
occurs when the maximum shear stress reaches the
critical value (shear strength) of the core material. In
long-span beams the normal stresses in the core become
of the same order of magnitude or even higher than the
shear stresses. In this case, the core is subjected to a
biaxial state of stress and fails according to an
appropriate failure criterion. It was shown that failure of
the core materials can be described by the Tsai-Wu
failure criterion [10]. For a beam loaded under
combined bending and shear, the foam is subjected to
longitudinal normal stress, o, and in-plane shear stress,
Ts (t13). The Tsai-Wu criterion for this case takes the
form

fl Gl+f11012 =1—k2 (4)

where
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Fy, Fi. = tensile and compressive strengths in the in-

plane (1, 2) direction.
F5 = shear strength on the 1-3 plane.

In the above equations ;,c03 and t5 are the normal

and shear stresses referred to the principal material
directions (in-plane is direction 1 and through-the-
thickness is direction 3), F, and Fj;are the

compressive and tensile strengths along the in-plane
direction, Fj. and Fs;are the compressive and tensile

strengths along the through-the-thickness direction and
F; (: F13) is the shear strength on the 1-3 plane.

The state of deformation and failure mechanisms in the
core were studied by means of moiré method. Fig. 1
shows moiré fringe patterns in the core of a sandwich
beam with Divinycell H250 core under three-point
bending. The moiré fringe patterns corresponding to the
horizontal (U) and vertical (W) displacements away
from the applied load consist of nearly parallel and
equidistant fringes from which it follows that the
normal strains are zero, while the shear strain is nearly
constant across the core thickness. This is valid only in
the linear range.

Fig. 1 Moiré fringe patterns corresponding to
horizontal (U) and vertical (W) displacements in
sandwich beam under three-point bending (12
lines/mm; Divinycell H250 core)

4.3 Indentation failure

Indentation failure was observed in beams under three-
point bending when no special reinforcement of the
facing or the core was provided in the area under the
load. Fig. 2 shows the variation of the applied load with
the displacement of the indenting roller for a 25.4 cm
long beam under three-point bending. The displacement
represents the sum of the global beam deflection and the
local indentation, but it is more sensitive to the local

1  indentation. Therefore, the proportional limit of the

—5 » load-displacement curve is a good indication of

5  initiation of indentation.
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Fig. 2 Load versus deflection under load of sandwich
beam under three-point bending (carbon/epoxy facings,
various Divinycell cores)

The indentation failure of the sandwich beam can be
predicted by treating the loaded face as a beam resting
on a foundation. For linear elastic behavior, the core is
modeled as continuous distributed linear
tension/compression springs. The stress o at the
interface between core and facing is proportional to the
local deflection, w

o =kw %)

where k is the foundation modulus given by [10]

E
k = 0.64 =

3 EC3
he V Ep
For a long (assumed infinite) facing the deflection wp
under the load P is [11]

(6)

PA
- -~ 7
WP = S (7
A = ﬁ 3 E_C (8)
hy VEg

and b is the width of the facing.
Yield of the core under the load occurs when the
interfacial stress ¢ reaches the yield stress of the foam

core. The critical load at initiation of core yield is
calculated from Eqgs. (5) to (8) and the yield condition as

[Ef1

where Gy is the yield stress of the core.

)
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As the load increases beyond the yield value, plastic
deformation propagates through the core from the center
to the ends of the facing. For a rigid-perfectly plastic
foundation the local bending stress at the upper surface
of the facing is given by [12]

9p2

2.2
16b~ h oy

Ofl = (10)

For a beam in three-point bending the global stress in
the facing is

_ PL
~ 4bhg (he + hg)

Ot (11

where h is the thickness of the facing.

Indentation failure occurs when the sum of the local and
global bending stresses, oy and og,, reaches the

compressive strength of the facing material.
4.4 Facesheet debonding

Facesheet debonding may develop during
fabrication of sandwich panels or may be caused by
external loading such as impact. Debonding reduces the
stiffness of the structure and makes it susceptible to
buckling under in-plane compression. Facesheet/core
debonding failures and interfacial cracking have been
studied by many investigators over the last two decades
by means of experimental, numerical and analytical
methods. Debonding failures are not typically observed
in many sandwich beam specimens under usual quasi-
static loading configurations. In the case of foam cores
no debonding was observed under quasi-static loading
due to the relatively high interface fracture toughness.
Under impact, delamination failures of the compressive
face sheet have been observed, but no interfacial
debonding.

Beams with aluminum honeycomb cores showed
some premature debonding failure in some cases due to
the very small bonded area of the honeycomb cross
section. The effect of debonding in double cantilever
beam specimens made of aluminum facesheets and PVC
foam cores (Fig. 3) was studied in [8]. The analysis
used linear elastic fracture mechanics of interfacial
cracks in conjunction with finite elements.

The strain energy release rate for interfacial crack
growth is given by

11 1
G =—|—+—|(K}+K? 12
int 2|:E E2:|( 1 II) ( )

1

where E] = Ej/(l - ij) for plane strain, and E/ =k,
for plane stress, and for crack growth in a monolithic
elastic material by

K} +K;

G ==t (13)
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Fig. 3: Double cantilever sandwich beam specimen.

The interfacial crack may propagate along the interface
or kink into one of the adjoining materials. The angle
of initial crack propagation, Q, is given, according to
the maximum tangential (hoop) stress criterion, by:

0 =2tan" [‘1+8(K”/K1) _1} (14)

4KII/KI

Kinking of the interfacial crack into the core occurs
when the following inequality is satisfied:

max G G
S I o

The critical strain energy release rate for the core
material in mode I, G,_, and the critical interfacial

Ler 2

strain energy release rate, G, (y), as function of mode

mixity, are determined experimentally. They are
characteristic parameters of the core and the interface,
respectively. Values of Gy, and Gy, are shown in
Table 1. On the other hand, the values of energy release
rate for crack growth in the core and along the interface
depend on the applied loads and the geometry of the
sandwich plate, and are determined numerically.



Table 1 Values of Gy, and Gy, ..for various core

materials
Materials (GI\IInr;lcrrn/mmz) g\?;; m/mm?)
Divinycell H60 0.28 0.10
Divinycell H80 0.45 0.22
Divinycell H100 0.78 0.30
Divinycell H250 1.55 1.00

We consider a sandwich double cantilever beam
(DCB) specimen of length 152.4 mm (6 in) and width
254 mm (1 in) loaded by a concentrated load at a
distance 25.4 mm (1 in) from its end (Fig. 4). The beam
is made of aluminum 2024 T3 facings of thickness 1
mm and a PVC foam (Divinycell H) core of thickness
25.4 mm (1 in). The core is bonded to the facings by of
epoxy adhesive of thickness 0.3 mm. Four different
PVC core materials, H60, H80, H100, and H 250, were
studied. An interfacial crack of length 51.1 mm (2 in.) is
introduced between the core and the adhesive at the
loaded end of the specimen. Propagation of the
interfacial crack is studied under condition of plane
strain.

Fig. 4: Initial meshing.

The model of the sandwich DCB specimen is shown in
Fig. 4. It is composed of seven topological regions.
Each region is divided into regular and transition sub-
regions. Sub-region boundaries are then subdivided into
segments of appropriate number and proportions, and
meshing is done automatically by boundary
extrapolation, using Q8 and T6 elements for regular and
transition sub-regions, respectively. The initial model
contains 1501 elements (986 Q8 and 515 T6), of which
282 discretize the upper face, 114 the upper layer of
adhesive, 97 the lower layer of adhesive, 97 the lower
facing and 911 the core.

For the prediction of the crack trajectory we use the
interface toughness values for normal adhesion (Table
2). It is obtained that first the interfacial crack kinks into
the core and then curves back toward the interface (Fig.
5). For intermediate values of the distance x from the
crack tip (3 mm< x <30 mm), we obtain the following
results:

» the crack after a small depth /4, becomes parallel

to the interface (as shown in Fig. 15)
* K. Ky,..and K vary linearly with the

distance x from the crack tip, and
* G, and G, vary linearly with x and are almost

core

Lint » I,core

independent of the core properties.

N\

/NIN )

Fig. 5: Initial crack path trajectory.

Regarding the sub-interfacial crack propagation
into the core we obtain that the crack becomes parallel
to the interface at a constant depth 4_. An explanation

of the constant value of 4, and the linear variation of

stress intensity factors with the distance from the crack
tip x can be obtained by noting that the debonded part of
the specimen (above the crack) can be considered as a
thin cantilever beam (1/d=25), elastically supported by
the foam core, and subjected to a dominant bending
moment varying linearly with x and to a relatively small
(constant) shear force. Thus, the near-tip stress field is
linearly proportional to x and, hence, the crack
propagates in a self-similar manner parallel to the
interface. The strain energy release rate can be
determined by differentiating the work of the applied
load with respect to the distance from the crack tip and
is constant during crack propagation. Values of 4, for

various core materials are shown in Table 2.

The core stiffness appears to be the main factor that
influences the value of the asymptotic depth 4, . Indeed,
it can be obtained from Table 2 that the product Eh,

is almost constant and equal to 60 N/mm for the three
PVC foam materials H60, H80 and H250. For H100 it
takes the value 70 N/mm. Thus, the depth 4, is inver-

sely proportional to the modulus of elasticity of the core
material.

Table 2. Values of critical distance h.,

5 h, Eh

0

(mm | (N/mm

(GPa) ) )

H60 | 0.059 | 1.01 59.6
H&80 | 0.087 | 0.70 60.9
H 100 | 0.107 | 0.65 69.6
H 250 | 0.308 | 0.20 61.6
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Under such conditions and for a critical applied load,
debonding propagates along the interface only when the
adhesion between the interface and the core is weak.
Otherwise, the crack kinks into the core and after a
small initial curved path it propagates parallel to the
interface at a depth 4, . The value of 4, is inversely

proportional to the modulus of elasticity of the core.
This behavior is independent of the core thickness,
which is an order of magnitude larger than the thickness
of the facing and the adhesive. Away from boundary
effects (e.g., concentrated loads, beam supports, crack
kinking, etc.) both stress intensity factors and strain
energy release rate can be approximated as linear
functions of the crack length.

/ K R e -]

Core Failure

P, (kN)

Facing Wrinkling

L (cm)

Fig. 6 Critical load versus span length for failure
initiation in sandwich beams under three-point bending.

4.6. Failure mode transitions

From the above discussion it is obvious that initiation of
a particular failure mode depends on the geometrical
characteristics, the material properties and the loading
conditions of the beam. In the case of beams under
three-point bending when reinforcement of the facings
or the core is provided to suppress indentation failure,
the prevalent failure modes are facing wrinkling and
core failure. For short spans, core failure occurs first
and then it triggers facing wrinkling. For long spans,
facing wrinkling can occur before any core failure.
Thus, a curve for the critical load for core failure
initiation versus span length is obtained. On the other
hand, the critical load for facing wrinkling as a function
of span length can be predicted from Eq. (2). Fig. 6
shows curves of the critical load versus span length for
initiation of failure by core failure and facing wrinkling
for a sandwich beam with various core materials. The
intersection of the curves defines the transition from
core failure initiation to facing wrinkling initiation.
Note that for core materials H250, balsa wood and
aluminum honeycomb with increased through-the-
thickness Young’s modulus the compressive facing
wrinkling failure curve is displaced, according to Eq. (2)
to the right, and therefore, the critical length for failure
mode transition from core failure to wrinkling increases.
Thus, as the through-the-thickness Young’s modulus of
the foam increases, the critical length of the beam for

failure mode transition from core failure to wrinkling,
also increases.

6. CONCLUSIONS

Failure mechanisms of composite sandwich beams
depend on the type of loading, constituent material
properties and geometrical dimensions. For sandwich
beams made of unidirectional carbon/epoxy facings and
PVC closed-cell foam cores failure mechanisms
observed and studied include core failure, compressive
facing  wrinkling, compressive debonding and
indentation failure. Experimental results were compared
with theoretical predictions whenever they were
available. Following initiation, interaction of failure
modes takes place leading to catastrophic fracture.
Thus, failure initiation by plastic deformation of the
core degrades the supporting role of the core and
precipitates other failure modes, such as facing
wrinkling. When core failure and stiffness degradation
occur first, the critical wrinkling stress is substantially
reduced. Thus, catastrophic failure of a sandwich beam
appears to be the result of initiation propagation and
interaction of failure modes, as influenced by type of
loading, constituent material properties and geometrical
dimensions.
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RESUMEN

La metodologia desarrollada para determinar la resistencia a la fractura de materiales poliméricos ha tenido un éxito
razonable, en parte gracias a la actividad de comités como el Technical Comitee 4 de la European Structural Integrity
Society, ESIS, donde se han desarrollado recomendaciones y protocolos de ensayo, algunos de los cuales forman parte
en la actualidad de la normativa internacional disponible. No obstante, siguen quedando cuestiones abiertas, algunas de
ellas de vital importancia para la correcta interpretacion de los resultados experimentales. Sin que estas cuestiones se
resuelvan, sera dificil trasladar los valores de resistencia a la fractura medidos en el laboratorio al disefio de
componentes fabricados con materiales poliméricos, simplemente por falta de fiabilidad y reproducibilidad. En esta
comunicacion se analizan sucesivamente el efecto del método de agudizacion de la entalla en los resultados obtenidos y
los procedimientos disponibles para determinar un valor de iniciacion de la resistencia a la fractura.

ABSTRACT

The methodology developed to determine the fracture toughness of polymeric materials has been reasonably successful,
partially thanks to the activity of groups such as the Technical Committe 4 of the European Structural Integrity Society,
where recommendations and testing protocols have been developed, some of which are now international standards.
However, there are still open questions, some of them critical to the correct interpretation of experimental results. While
these issues are not resolved, it will be difficult to use values of fracture toughness measured in the laboratory to design
components made of polymeric materials, simply for lack of reliability and reproducibility. In this paper, the effect of
notch sharpening on the results obtained and the procedures available to determine an initiation value of fracture
toughness are successively analyzed.

PALABRAS CLAVE: Polimeros, Mecénica de la Fractura.

INTRODUCCION recomendaciones y procedimientos de ensayo aplicables

a los polimeros. En esta linea es de destacar la actividad

Los polimeros han sustituido en numerosas aplicaciones
a otras familias de materiales estructurales debido a su
buena combinacion de propiedades. Es obvio que
rigidez, resistencia y tenacidad son parametros clave en
el diseflo de componentes estructurales y, en
consecuencia, es necesario disponer de una metodologia
adecuada para determinar con precision el valor de estas
propiedades, como paso previo a su utilizacion [1].

Los mecanismos de fractura caracteristicos de los
polimeros han sido foco de atencidon constante durante
las ultimas décadas [2]. Los fendmenos de crazing
siguen a dia de hoy despertando el interés de numerosos
grupos de investigacion que, mayoritariamente, se han
inspirado en la experiencia en la caracterizacion del
comportamiento en fractura de los metales para elaborar

que viene desarrollando el Comité Técnico 4 de la
Sociedad Europea de Integridad Estructural (TC4 de
ESIS en sus siglas en inglés) bajo la direccion del
profesor J. G. Williams. Fruto del trabajo de este
Comité son numerosos protocolos y recomendaciones
de ensayo para polimeros, compuestos y adhesivos,
algunos de los cuales han sido el germen de normativa
finalmente aprobada por la Organizacién Internacional
de Normalizacion (ISO).

A pesar de la intensa actividad desarrollada por el TC4
de ESIS en sus casi tres décadas de funcionamiento,
quedan numerosas cuestiones abiertas, algunas de ellas
de vital importancia para la correcta interpretacion de
los resultados experimentales. Sin que estas cuestiones
se resuelvan, sera dificil trasladar los valores de
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resistencia a la fractura medidos en el laboratorio al
disefio de componentes fabricados con materiales
poliméricos, simplemente por falta de fiabilidad y
reproducibilidad.

En esta comunicacion se analizan, a la luz de las
investigaciones realizadas por los autores en los ultimos
aflos, el efecto del método de agudizacion de la entalla
en los resultados obtenidos y los procedimientos
disponibles para determinar un valor de iniciacion de la
resistencia a la fractura, bajo distintas aproximaciones.
Ambas cuestiones son objeto de estudio continuado por
los grupos y comités encargados del desarrollo de
normativa. Esta tarea de normalizacion suele tener poco
reconocimiento en la comunidad cientifica, pero es
mucho mas que una simple cuestion técnica en un
procedimiento de trabajo, pues requiere un
conocimiento profundo de los principios fisicos y
mecénicos puestos en juego durante los ensayos. Un
método de ensayo poco riguroso  conduce
necesariamente a resultados experimentales de poca
utilidad.

EL PROBLEMA DE LA GENERACION DE
UNA FISURA NATURAL EN LOS POLIMEROS

El procedimiento que la Mecanica de la Fractura
propone para medir experimentalmente la tenacidad de
fractura consiste en generar, en primer lugar, una grieta
aguda natural y, posteriormente, determinar las
condiciones que dan lugar a su reiniciacion. De manera
que el caso ideal se produce cuando una grieta natural es
reiniciada. En los materiales metalicos las grietas
naturales se generan mediante la aplicacion de cargas
ciclicas sobre probetas entalladas por medios
mecanicos.

Este procedimiento es dificil de trasladar a los
polimeros debido a varias causas, como la inestabilidad
del proceso de crecimiento de grietas por fatiga o los
fendmenos de histéresis térmica presentes desde
frecuencias muy bajas. Por ello, se han buscado
alternativas menos complejas para generar grietas
iniciales agudas sin acudir a la fatiga. El método mas
extendido es el de mecanizar una entalla aguda y
posteriormente agudizarla ain mas utilizando una
cuchilla. Si el material es fragil la agudizacion se
consigue mediante un golpe seco sobre la cuchilla
(tapping), mientras que si se trata de materiales ductiles
la agudizacion se logra tras un deslizamiento oscilante
de la cuchilla, que actlia como una sierra (s/iding). La
normativa [3-7] sugiere algunas claves para lograr el
objetivo de generar una grieta natural (crecer la grieta
una longitud varias veces mayor que el radio de la pre-
entalla, aplicar precompresion para facilitar el proceso
en materiales fragiles, evitar la presion excesiva sobre la
cuchilla para no generar tensiones residuales, etc) pero
no proporciona un procedimiento cerrado que evite que
este método, aparentemente mas sencillo que la fatiga
del material, sea extremadamente sensible a la habilidad
del operario que lo realiza, tanto si el procedimiento es

completamente manual como si se automatiza de algun
modo. Llama la atencion la ausencia de criterios para
decidir si una grieta es suficientemente parecida a una
grieta natural, es decir, no se dispone de criterios para
evaluar la calidad de la grieta generada tras el proceso
de agudizacion. El tnico documento en el que se aporta
un valor numérico de referencia es el protocolo
desarrollado por el Comité Técnico 4 de ESIS para la
realizacion de ensayos de curva J-R en plasticos [4],
donde se marca el limite de los radios de curvatura en
20 um.

Los primeros resultados que mostraron la influencia del
método de agudizacion se corresponden con la
caracterizacion de la fractura post-cedencia de
materiales poliméricos. El origen del analisis de la
calidad de la entalla se remonta a 1992. Durante 7 afios,
23 laboratorios participaron en un programa de
intercomparacion organizado por el Comité Técnico 4
de la Sociedad Europea de Integridad Estructural [5].
Entre los distintos aspectos de los ensayos analizados y
discutidos en este programa de intercomparacion se
encontraba la calidad de la entalla. A los laboratorios se
les pidi6 que determinaran el trabajo esencial de fractura
(EWF) en PET utilizando su procedimiento habitual.
Los resultados mostraron que la dispersion entre los
datos obtenidos por los distintos laboratorios era
tremendamente grande. En todos los casos, se
emplearon procedimientos de agudizacidén con contacto
mediante cuchillas o herramientas afiladas. La tabla 1
recoge un resumen de los resultados del programa de
intercomparacion. El rango de valores determinados se
encontraba entre los 20 y los 63 kJ/mz, probando la
importancia de la calidad del proceso de agudizacion de
la entalla. A pesar de lo llamativo de los resultados, no
se establecid ninglin criterio para evaluar la calidad de
la agudizacion.

Tabla 1. Datos del programa de intercomparacion
organizado por el TC4 de ESIS en PET.

Laboratorio Técnicade agudizacién  Radio de grieta afilada  w, (kJ/m?)

1 Bisturi ~1um 20.1
Punzon Zona de daiio de 50 pm 58.3

5 Deslizamiento cuchilla <10 pm 31.2

9 Guia de corte + cuchilla ~ ~1 pm 222
Corte con tijeras 63.3

16 Cuchilla 23.6

17 Cuchilla Zona de dafio de 25 um 40

18 Cuchilla ~5um 343

Recientemente, han aparecido algunos trabajos en la
literatura cientifica que han puesto de manifiesto la
importancia de una caracterizacion adecuada de Ia
calidad de la entalla [8-12]. A. Martinez y colaboradores
[8] analizaron el efecto de la agudizacion sobre el
comportamiento de filmes de copolimeros etileno-
propileno, introduciendo un procedimiento sin contacto,
basado en la ablacion mediante la aplicacion de un laser
pulsado de muy corta duracién, en el rango de los
femtosegundos (femtoldser) [13-14]. Este método, que
supuestamente no causa apenas dafio en el material, se
compard con los métodos contemplados en la normativa



y basados en el uso de cuchillas para la agudizacion de
las entallas.

En la figura 1 se recogen algunos resultados de EWF
obtenidos en copolimeros de etileno-propileno EPBC,
detectandose diferencias en el EWF superiores al 90%.
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Figura 1. Resultados de EWF obtenidos usando un
procedimiento de agudizacion con cuchilla (C) y
mediante ablacion con femtolaser (F) en EPBC.

Este analisis se ha extendido a los casos de la
caracterizacion de materiales poliméricos bajo las
aproximaciones de la Mecanica de la Fractura Elastico
Lineal (tenacidad de fractura) y de la Mecanica de la
Fractura Elastoplastica (curvas J-R). A. Salazar y
colaboradores [11] han comparado en distintos
materiales termoplésticos y termoestables los métodos
de agudizacién por contacto con la ablacion femtolaser
en la determinacion de la tenacidad de fractura. La
tabla 2 recoge algunos de los resultados obtenidos.

La determinacion de curvas de resistencia J-R también
se ve afectada por el problema de la agudizacion inicial
como muestra la figura 2, donde se recogen curvas J-R
determinadas por el método de multiples probetas para
copolimeros etileno-propileno. Resultados similares con
atn mayores diferencias se obtuvieron en PC [12].

Tabla 2. Comparacion de resultados de K;c obtenidos
usando un procedimiento de agudizacion con cuchilla
(C) y ablacion con femtolaser (F).

Material Técnica de agudizaciéon K;c (MPa/mt/2)
Cuchilla 4.1
PC Femtolaser 3.0
Copolimeros Cuchilla 3.1
etileno-propileno Femtolaser 2.8

Las diferencias son una muestra de la relevancia del
proceso de agudizacion que, en el caso de emplear

métodos de contacto, puede introducir algin tipo de
modificacion en el material original que altera la energia
de fractura. Es necesario tratar de cuantificar el dafio
producido como paso previo al establecimiento de algin
criterio de calidad de la entalla, que discrimine los
valores  aceptables de los  pardmetros de
fractura.
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Figura 2. Resultados de curvas J-R obtenidos usando
un procedimiento de agudizacion con cuchilla (C) y
mediante ablacion con femtolaser (F) en EPBC.

Los resultados de los andlisis hasta ahora llevados a
cabo, parecen indicar que no se trata de un problema de
no tener grietas suficientemente afiladas, puesto que los
métodos de contacto generan radios de curvatura en el
frente de grieta similares a los del método sin contacto
por ablacion femtolaser. Se trata mas bien del dafio que
por deformacién plastica se produzca en el entorno del
frente de grieta. La figura 3 muestra imagenes de dos
grietas agudizadas mediante cuchilla y femtolaser en
PC. Los radios de curvatura en el frente de grieta fueron
similares, pero el dafio producido es muy diferente.

Figura 3. Comparacion de imdgenes SEM de la
morfologia del frente de grieta en la agudizacion con
cuchilla (C) y femtolaser (F) en PC.

En el caso de los copolimeros etileno-propileno se ha
cuantificado el tamafio de la zona afectada por el
proceso de agudizacion en probetas virgenes, es decir,
listas para ensayar. La figura 4 muestra imagenes de
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microscopia Optica que permiten comparar las zonas
dafiadas (zonas oscuras en la imagen) asociadas a cada
tipo de agudizacion. En la figura 5 se ha cuantificado y
comparado el tamafio de la zona dafiada. En ambos
casos, cuchilla y femtolaser, los radios de curvatura del
fondo de la fisura son similares, entre las 2 y 5 um.

Tipo F [

E

Rl

2
o

Figura 4. Imdgenes de microscopia optica de la
morfologia del frente de grieta en la agudizacion con
cuchilla (C) y femtolaser (F) en EPBC.
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Figura 5. Cuantificacion del daiio causado durante el
proceso de agudizacion en EPBC (cuchilla C,
femtolaser F).

Los trabajos realizados sobre la determinacion de la
tenacidad de fractura, de la energia de fractura o del
trabajo esencial de fractura de diferentes materiales, han
permitido concluir que el proceso de agudizacién para
conseguir grietas similares a una grieta natural afecta
enormemente a los resultados obtenidos, haciendo
necesario cuantificar el dafio causado en el frente de
grieta como paso previo a la determinacion de cualquier
parametro de fractura del material.

Uno de los pilares fundamentales de la Mecanica de la
Fractura es la hipotesis de similitud, que permite
comparar situaciones de laboratorio con casos de
comportamiento en servicio real. El proceso de
generacion de grietas cuasinaturales en las probetas de
laboratorio no puede introducir dafio ni alteraciones
relevantes en el material para que la hipotesis de

similitud siga siendo aplicable. Este es un punto
esencial que los procedimientos normalizados de ensayo
deberan resolver para que la Mecanica de la Fractura
tenga utilidad en materiales poliméricos.

EL VALOR DE INICIACION

La resistencia a la fractura varia a medida que la grieta
se propaga, normalmente aumentando y dando lugar a
lo que se conoce como curva R del material. Aunque
esta curva constituye la descripcion mas completa del
comportamiento en fractura, en muchas ocasiones se
trabaja con el valor de iniciacion, el mas bajo y, en
consecuencia, el mas critico.

La iniciacion podria definirse a través de la observacion
directa, pero las dificultades practicas de esa definicion
obligan a utilizar métodos indirectos. En el caso de
materiales muy fragiles la propagacion de una grieta es
un proceso basicamente inestable, lo que facilita la
identificacion del punto de iniciacion. Las normas y
protocolos utilizan métodos facilmente reproducibles,
como por ejemplo la pérdida de un porcentaje de
linealidad en la curva fuerza-desplazamiento.

En los polimeros mas ductiles la propagacion de grieta
se convierte en un proceso estable con deformacion
plastica considerable. En el frente de grieta se produce
un fenémeno de enromamiento que da lugar a un
crecimiento aparente que debe ser corregido. El
crecimiento aparente de grieta debido al enromamiento
se caracteriza por la recta:

J=2mo Aa (D)

donde J es la energia de fractura, m una constante
dependiente del material, Aa el crecimiento de grieta y
o, la tension de cedencia del material. El valor de
iniciacion se determina como la interseccion entre la
recta de enromamiento y la curva J-Aa de propagacion
estable, que suele ajustarse a una ley potencial de
constantes C y N:

J =C(Aa)" )

Este procedimiento parece funcionar para polimeros
moderadamente ductiles, pero para los materiales mas
tenaces la curva de resistencia J-Aa y la de
enromamiento se confunden sin presentar un punto de
interseccion bien definido. En esta situacion el
protocolo de ESIS [4] utiliza un valor de
pseudoiniciacion Jo, como la resistencia para una
crecimiento de grieta de 0,2 mm. Para incluir todo tipo
de situaciones, el protocolo de ESIS define la tenacidad
de iniciacion como el menor valor entre Jy, y el punto
de interseccion entre la curva J-Aa y la recta de
enromamiento. Es un valor arbitrario, pero ciertamente
atil, mientras la cuestidon basica de la iniciacion
permanezca sin resolver.



En un intento por avanzar en la resolucion de este
problema, se ha empleado el método del parametro de
separacion de carga, Sy, El método se basa en el
principio de separacion de carga que asume que la
carga, P, puede expresarse como el producto de una
funcion g de la longitud de grieta, a, y una funcion H
del desplazamiento plastico, d,:

p- g(\i}jH(i}vJ ()

siendo W una longitud caracteristica de la probeta. El
desplazamiento pléastico se obtiene a partir de la
expresion:

5,=85-5,=8-CP )

donde 0. es el desplazamiento eldstico y C es la
flexibilidad inicial. Sharobeam y Landes [15]
introdujeron el parametro de separacion S, como la
relacion entre los valores de la carga de una probeta
fisurada, P,, y los de una probeta con entalla roma, Py,
para un mismo nivel de desplazamiento plastico:

a o
[ }(2)
_Pp(ap’ap/)‘ _ p(WJ w

" Pb(ab’apl)‘& - G \y S,
ol gb
w w

ap ap m

Zr Al Zr

ol
g W .

donde a, es la longitud de grieta de la probeta fisurada y
ap es la longitud de grieta de la probeta con entalla
roma. Segun esta expresion, Sy, depende solo de la
funcion geométrica g , y es constante mientras que no
haya propagacion de grieta en la probeta fisurada. El
inicio de la variacion de Sy, estd relacionado con el
inicio de la extension de la grieta en la probeta fisurada.
La funcién geométrica puede expresarse como una
funcion potencial del tipo A(a/W)™, donde A tiene el
mismo valor, tanto para la probeta fisurada, como para
la de entalla roma, siempre y cuando tengan la misma
geometria y sean del mismo material. La figura 6
esquematiza la variacion del pardmetro Sy, durante un
ensayo:
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Figura 6. Variacion del pardmetro S,, durante el ensayo

Aunque este procedimiento puede usarse para
determinar la curva J-Aa completa [9, 16], el TC4 de
ESIS ha usado el método simplemente como un medio
indirecto de determinar el punto de iniciacion de la
propagacion de la grieta y ha llevado a cabo un
programa de intercomparaciéon de laboratorios en varios
materiales. A continuacidon se presentan dos ejemplos
correspondientes a ABS y HDPE.
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Figura 7. Método del parametro S, aplicado a ABS.
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Figura 8. Método del parametro S, aplicado a HDPE.

En la figura 7 se presentan los resultados
correspondientes a la aplicacion del método del
parametro Sy, a ABS. Se comprobd que se verificaba el
principio de separacion de carga y que la representacion
de S, frente al desplazamiento plastico &, permitia
identificar el punto de iniciacion. En la figura 8 se
muestran resultados similares en el caso de un
polietileno de alta densidad, HDPE. En esta ocasion, el
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procedimiento no tuvo ¢éxito al mantenerse
practicamente constante el valor de S, frente al
desplazamiento plastico 8, , haciendo inviable la
identificacion de la iniciacion. E1 HDPE es un material
en el que el fendmeno de enromamiento alcanza grandes
proporciones, cuestionando la existencia de una
verdadera propagacion de grieta.

El problema de determinar un valor de iniciacion de la
resistencia a la fractura de un material polimérico ductil
estd atin por resolver. Los métodos propuestos por las
recomendaciones existentes son en palabras de J. G.
Williams [17] un buen ejemplo de cémo en aras de la
utilidad practica se sustituyen conceptos ideales por
otros mas facilmente definibles aunque relacionados
solo indirectamente con el fenémeno real.
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ABSTRACT

This paper highlights recent work performed at Northwestern University on the effects of nanoparticles, carbon
nanotubes and nanomechanical testing. An in-depth study on the mechanisms underlying the effect of colloidal
nanosilica (CNS) on the compressive strength development of high-volume fly ash cement mortars is discussed. It is
found that CNS increases compressive strength at early ages, but its effect diminishes over time, which was tied to the
increased calcium hydroxide consumption by CNS at early ages. A study on calcium carbonate nanoparticles focused
on dispersion to enhance the beneficial effect of the nanoparticles on the early-age properties of fly ash-cement pastes.
Properly dispersed nanoparticles are found to improve the rate of hydration and early-age compressive strength of fly
ash-cement pastes. A detailed study on the effects of carbon nanotube (CNT) concentration and aspect ratio on the
fracture properties, nanoscale properties and microstructure of nanocomposite materials, was conducted. Significant
improvements on the macro and nanomechanical properties of cement paste are observed with the incorporation of
CNTs. Three methods of measuring the nanomechanical properties are also presented and compared, nanoindentation,
modulus mapping and peak-force QNM. The average modulus measured with nanoindentation was found to be higher
than those obtained using the other two methods.

KEYWORDS: nanoparticle, carbon nanotube, nanoindentation, modulus mapping, peak-force QNM

1. INTRODUCTION mechanical properties of cementitious materials,
respectively. Considering the potential benefits of

hroueh Ficati f s, i nanoparticles on the properties of concrete, the approach
Through nanomodification of cement based materials, it can be readily tailored to improve the sustainability of

18 poss1.ble to !mprove rheqlggy, hydratlon kinetics, the material. The production of cement contributes to
mechanical properties, durability, shrinkage, and even 5% of the world’s manmade carbon emissions
modify the structure of calcium silicate hydrate (C-S-H) Replacing cement with fly ash is a strategy to reduce

itself. It can introduce new properties such as cement consumption and subsequently the carbon

photocatalysis, conductivity, and piezo-resistivity. At footprint of concrete. However, the shortcoming of the
the Center for Advanced Materials at Northwestern approach is that fly ash has negative effects on the

University (ACBM-NU), work has demonstrated the early-age properties, namely reduced rate of hydration,

potential of nanoclays [1-4] and highly-dispersed carbon delayed setting, and slow early-age compressive
nanotubes [5-7] in controlling the rheological and
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strength gain. Studies have demonstrated the potential
of nanomodification in improving these properties in fly
ash-cement systems [8-11].

This paper present work performed at ACBM-NU on
the use and testing of nanoparticles, carbon nanotubes
and micromechanical testing. The rheological properties
of nanoclay-modified cement-based materials are
investigated to further understand the influence of
nanoclays on fresh-state stiffening and formwork
pressure. An in-depth study on the mechanisms
underlying the effect of colloidal nanosilica on the
compressive strength development of high-volume fly
ash cement mortars is discussed [12,13]. The results of a
study on calcium carbonate nanoparticles that focused
on dispersion to enhance the beneficial effect of the
nanoparticle on the early-age properties of fly ash-
cement pastes are presented. The effect of multiwall
carbon nanotubes (MWCNTs) on the macro and
nanoscale mechanical properties of cement paste was
investigated. An effective method of dispersing carbon
nanotubes in cement paste matrix was developed, by
applying ultrasonic energy and using a surfactant. Three
methods of nanomechanical properties testing of cement
paste are also discussed; nanoindentation, modulus
mapping and peak-force QNM.

2. NANOCLAY

Previous work at ACBM has demonstrated that a small
addition of clays (< 1% by mass of binder) can
significantly increase the green strength of self-
consolidating (SCC) mixtures [14-17]. Such properties
can effectively reduce SCC formwork pressure. Figure 1
shows the formwork pressure response of SCC mixes
with and without a 0.33% nanoclay addition by mass of
binder. These are the results from a previous study [18].
It is apparent that the clays significantly reduced lateral
pressure. This behavior has previously been tied to
flocculation behavior, where studies have shown that
clays increase flocculation strength [19] and floc size
[20].
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Figure 1: Formwork pressure response of SCC with and
without a 0.33% nanoclay addition
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Figure 2: Viscosity evolution of pastes until equilibrium

2.1. Thixotropy

The water content of cement pastes with and without a
1% nanoclay addition by mass of cement were adjusted
for clay water adsorption (assuming 200% water
adsorption by mass). Figure 2 shows the viscosity
during which each mix reached equilibrium (steady-
state). At this point the flocs cannot be broken down any
further under the given shear condition. If the loss of
free water by clay water adsorption is a governing
stiffening mechanism, mixes NCO and NC1H and mixes
NC1 and NCOH should exhibit similar viscosity
evolutions. However, it is apparent that the viscosities
of these mixes did not coincide and adjusting water
content did not offset the stiffening effect of the clays.
Also, both mixes with clays exhibited a significant
decrease in viscosity upon the introduction of shear due
to deflocculation. This shows that the clays had an
immediate stiffening effect through flocculation,
resulting in a highly thixotropic material.

2.2. Formwork pressure

In the formwork pressure test introduced earlier, the
vertical pressure was applied as a step-wise function,
Figure 1. This allows for an instantaneous response and
a delayed response.

The clays have little influence over the delayed response
— the rate at which the lateral pressure decreases as the
applied vertical pressure is held constant is the same for
both mixes. However, the clays significantly reduce the
instantaneous response — the lateral pressure is
significantly lower upon each incremental increase in
pressure. These results are similar to those of the
constant shear rate test, where the clays exhibit an
immediate effect upon a change in applied stress but
little influence over time under a constant condition.

3. NANOSILICA

Studies on the use of nanoparticles in cementitious



materials thus far have almost exclusively focused on
nanosilica [21-24]. Its improvement is due to its seeding
effect and its increased pozzolanic activity, both of
which result in a higher C-S-H content and a
densification of the bulk structure. Only a few studies
have studied the influence of nanosilica on long-term
properties [9,10]. The following evaluates the long-term
compressive strength of high-volume fly ash (HVFA)
concrete modified with colloidal nanosilica (CNS), and
to determine the mechanisms underlying its
development.

3.1. Compressive strength development

The compressive strength gains of mortars with 40%
replacement of cement with fly ash are shown in Figure
3. At additions at 0, 2.5 and 5% by mass of binder, CNS
with a particle size of 20 and 10 nm increased the early-
age compressive strength of 40% fly ash-cement pastes
at early ages, up to 28 d. However, the effect of the
CNS on strength diminished over time. By 3 months,
the strengths of the CNS-modified mortars were
comparable to (20 nm CNS) or exceeded by that of the
fly ash-cement mortar without CNS. This indicated that
the CNS did not introduce any beneficial effects to the
mortars at later ages. To determine why, the hydration
and morphology of these systems were investigated.
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Figure 3: Compressive strength gain of 40% fly ash-
cement mortars with and without CNS with a particle
size of 20 nm (left) and 10 nm (right) compared to plain
cement mortar [13].

3.2. Calcium hydroxide consumption

In order for fly ash to participate in pozzolanic reaction,
the calcium hydroxide (CH) generated from cement
hydration is critical. The evolution of CH content of
40% fly ash-cement pastes with and without a 5% CNS
addition are shown in Figure 4. The CNS-modified
paste exhibits low CH content from very early ages
compared to the plain fly ash-cement paste. This can be
attributed to the high pozzolanic reactivity of CNS,
which subsequently leads to high CH consumption. In
the case of the plain fly ash-cement paste, it experiences
a decrease in CH between 28 and 56 d, indicating
pozzolanic reaction by fly ash occurs more gradually
over time. Although it has been reported that nanosilica
is beneficial for the hydration of fly ash at early ages
[10], the increase in CH consumption by CNS leaves
less for fly ash to react with later on. This can be a
contributing factor to the reduced rate of long-term
compressive strength gain exhibited by the CNS-
modified fly ash-cement mortars in Figure 3.
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Figure 4: CH content of 40% fly ash cement paste with
0 and 5% CNS [13].

3.3. Morphology

To gain more insight into the effect of CNS at later
ages, the morphology of fly ash-cement pastes with and
without a 5% CNS addition were observed under
scanning electron microscopy (SEM). The SEM images
of pastes after 7 months of hydration are shown in
Figure 5. It is apparent that the fly ash particle in the
control paste is severely eroded and hydration products
can be found on its surface. This indicates that a high
degree of pozzolanic reaction had occurred. On the
other hand, the fly ash particle in the CNS-modified
paste is smoother and featureless, indicating less
pozzolanic activity.

Also, in comparing the two pastes, there is a marked
difference in morphology of the interface between the
fly ash particle and cement matrix. For the control paste,
the hydrates covering the fly ash surface are well-
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compacted rods and grains typical for hydration
products of mature cement pastes. However, for the
CNS-modified pastes, there is a distinct double-layer
shell structure coating the fly ash particle. A close
examination of the double-layer shell revealed that it is
composed of an outer layer of finely compacted grains
and a fibrous inner layer. The EDS results at 15
different areas of the shell revealed that it had an
average Ca/Si ratio of 1.38 while the adjacent C-S-H gel
had an average Ca/Si ratio of 1.66. It has been reposted
that C-S-H gel with a low Ca/Si ratio is less permeable
[18]. Thus, it is likely that the outer layer of compacted
hydrates (formed by the pozzolanic reaction of CNS and
CH) acts as an ion penetration barrier to hinder the
hydration of fly ash particles. The inner layer of fibrous
hydrates can be formed by the pozzolanic reaction of
the fly ash.

20.0kV 10.6mm x10.0k SE(U

Figure 5: Interface of cement paste and fly ash particle
at 7 months with a 0% CNS (left) and 5% CNS-10 nm
(right) additionl 3.

4. NANOLIMESTONE

Recent studies have shown that calcium carbonate
(CaCOs;), or limestone, nanoparticles can have an
accelerating effect on rate of hydration of fly ash-
cement paste [11,19]. This subsequently can lead to
faster setting and increase in early-age mechanical
properties [8]. However, limited studies have been done
thus far. In this work, there was a focus on processing,
where nanoCaCOj; is dispersed and stabilized through

sonication and the use of a surfactant. The motivation is
that improved dispersion will enhance the effect of the
nanoparticle and limit the addition level necessary.

4.1. Dispersion

CaCOj; nanoparticles were dispersed by horn or bath
sonication in aqueous solutions. The advantage of bath
sonication is its increased capacity: 2 L compared to
200 mL for horn sonication. Polycarboxylate-cther
(PCE) based superplasticizer at 33% by mass of CaCO;
was used for stabilization. To quantitatively measure
how well sonicated particles remain suspended in the
solution over time, the absorbance spectra (380 to 800
nm) of the suspensions were recorded over 24 h. Any
aggregated particles will fall out of suspension while
dispersed particles will be retained.
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Figure 6: Absorbance spectra of CaCOj aqueous
suspensions at the initial state immediately after
sonication (a) and decrease in retention over time (b).

The initial absorbance spectra of suspensions with
nanoparticles that were horn sonicated (3 h) and bath
sonicated (6, 9 h) are shown in Figure 6a. They all start
at approximately the same initial state. The change in
the amount retained in the suspension over time is
shown in Figure 6b. At each time, retention was
calculated as the ratio between measured absorbance
and the initial absorbance, both at 550 nm. This
wavelength was chosen based on other work [20-22].
The results show that both setups are comparable.



4.2. Rate of hydration

The rate of hydration of cement pastes were compared
for those with blended (B) and horn sonicated (S)
nanoCaCO;. The results are shown in Figure 7. It is
apparent that the sonicated nanoparticles at additions of
1 and 5% by mass of cement lead to a greater
acceleration in rate of hydration. The shortened
induction period indicates that this is tied to a seeding
effect, as seen in other work [11].
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Figure 7: Rate of hydration of cement pastes with 1%
(left) and 5% (right) nanoCaCQOj addition [23].

4.3. Early-age compressive strength

The early-age compressive strengths development of
30% fly ash-cement pastes modified with nanoCaCO;
were measured. To evaluate dispersion method, 1%
nanoCaCO; mechanically stirred and horn sonicated
were compared. The results are shown in Figure 8. By
7d, the sonicated nanoCaCO; exhibited a substantial
improvement in compressive strength compared to the
plain 30% fly ash (30FA) paste. On the other hand, the
stirred nanoCaCO3 exhibited a lower strength — this is
likely due to a high degree of aggregation. Aggregated
particles can introduce air into the system and act as
weak points. This can result in detrimental effects on the
mechanical properties.
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Figure 8: Compressive strength of plain cement paste
(CP), plain 30% fly ash-cement paste (30FA), and 30%
fly-ash cement paste with a 1% nanoCaCOj addition
(InLS) either dispersed by stirring or sonication.
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Figure 9: Compressive strength of 30% fly ash-cement
pastes with 1, 2.5 and 5% nanoCaCQOj addition.

The influence of nanoCaCQO; addition level was
determined as well, and the results are shown in Figure
9. The most enhanced effect is achieved at 2.5%
addition, with a 20% increase at 7d compared to the
plain 30% fly ash-cement paste. At 5%, the effect is
lower or even detrimental at 1d. This can be tied to
increased aggregation at the relatively high addition —
due to the increase in proximity of the particles they are
more likely to adhere to each other. During SEM
imaging, a number of aggregates were spotted in the
paste structure at 7d, as shown in Figure 10. It is evident
that aggregated particles are not contributing to seeding
— otherwise they would not be visible in the
microstructure at this age.
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15.0kV 5.9mm x22.0k SE(U) 8/16/2012

Figure 10: Aggregation of nanoCaCOj; in 30% fly ash-
cement pastes with 5% nanoCaCOj addition.

5. CARBON NANOTUBE

The effect of multiwall carbon nanotubes (MWCNTSs)
on the macro and nanoscale mechanical properties of
cement paste was investigated. An effective method of
dispersing carbon nanotubes in cement paste matrix, by
applying ultrasonic energy and using a surfactant, was
developed. A detailed study on the effects of CNTs
concentration and aspect ratio was conducted. The
nano-mechanical properties of CNTs nanocomposites
were compared to cement paste with silica fume.

For the preparation of the CNTs nanocomposites
ordinary Portland cement and multiwall carbon
nanotubes (MWCNTs) were used. MWCNTs were
dispersed in water using a surfactant and by applying
ultrasonic energy (1900-2100 J/min). Cement was
added into the CNT dispersions at a water to cement
ratio of 0.5. To make the samples with the silica fume,
ordinary Portland cement and silica slurry (1000D from
W.R. Grace) was used. 15wt% silica fume was used to
replace cement.

The mechanical performance of the CNTs
nanocomposites was evaluated by fracture mechanics
tests. Notched specimens of 20x20x80 mm were tested
by three-point bending. The feedback control signal for
running the test was the crack mouth opening
displacement (CMOD) at the notch, which was
advanced at a rate of 0.12 mm/min. The Young’s
modulus was calculated from the load versus CMOD
results using the two-parameter fracture model by Jenq
and Shah [25].

The nanomechanical properties of the CNTs
nanocomposites were investigated using a Hysitron
Triboindenter following the method described in [26].

Results from SEM images of cement paste samples
reinforced with CNTs that were added to cement as
received (without dispersion) and CNTs that were
dispersed following the method described previously are
presented in Figure 11. As expected, in the samples
where no dispersing technique was used (Figure 11a)
CNTs appear poorly dispersed, forming large

agglomerates and bundles. On the other hand, in the
samples where dispersion was achieved by applying
ultrasonic energy and using a surfactant (Figure 11b)
only individual CNTs were identified on the fracture
surface. The results indicate that the application of
ultrasonic energy and the use of surfactant can be
employed to effectively disperse CNTs in cementitious
matrix.

To evaluate the reinforcing effect of CNTs fracture
mechanics tests were performed using MWCNTs with
aspect ratios of 700 and 1600 for short and long CNTs,
respectively. Additionally, to investigate the effect of
CNTs concentration cement paste samples reinforced
with lower and higher amounts of CNTs (0.048wt% and
0.08wt%, respectively) were tested. The fracture
mechanics test results of the average Young’s modulus
of the nanocomposites which demonstrated the best
mechanical performance are illustrated in Figure 12. In
all cases, the samples reinforced with CNTs exhibit
much higher Young’s modulus than plain cement paste.
More specifically, it is observed that the specimens
reinforced with either short CNTs at an amount of
0.08wt% or long CNTs at an amount of 0.048wt%
provide the same level of mechanical performance.
Generally, it can be concluded that the optimum amount
of CNTs depends on the aspect ratio of Without
Dispersion (a) 500 nm With Dispersion (b) 500 nm 128
S.P. Shah et al. CNTs. When CNTs with low aspect
ratio are used a higher amount close to 0.08wt% by
weight of cement is needed to achieve effective
reinforcement. However, when CNTs with high aspect
ratio are used less amount of CNTs close to 0.048 wt%
is needed to achieve the same level of mechanical
performance.

Figure 11: SEM images of cement paste reinforced with
CNTs dispersed with (b) and without (a) the application
of ultrasonic energy and the use of surfactant.
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Figure 12: Fracture mechanics test results of the
Young’s modulus of CNTs nanocomposites which
exhibit the best mechanical performance among the
different mixes tested.

Comparing the 28 days Young’s modulus of the
nanocomposites with that of the plain cement paste, a
50% increase is observed. Based on the parallel model
[27] the predicted Young’s modulus of cement paste
nanocomposites reinforced with either 0.048wt% or
0.08 wt%CNTs at the age of 28 days (~9.1 GPa) is
much lower than the experimental values obtained (~13
GPa). To further investigate the increase of the Young’s
modulus, nanoindentation tests on 28 days cement paste
samples reinforced with CNTs were performed. The
results were compared with cement paste samples with
silica fume.

Figure 13 illustrates the probability plot of the Young’s
modulus of plain cement paste (w/c=0.5), cement paste
reinforced with 0.08wt% short CNTs, cement paste
reinforced with 0.048wt% long CNTs and cement paste
with silica fume. A peak analyzing protocol was used to
fit four normal distributions to the probability plot of the
Young’s modulus corresponding to the porous phase,
low stiffness C-S-H, high stiffness C-S-H and calcium
hydroxide [28,29]. It is observed that the peak of the
distribution of the nanoindentation modulus of the plain
cement paste and cement paste with silica fume falls in
the area of 15 to 20 GPa which corresponds to the low
stiffness C-S-H. However, the peaks of the probability
plot of the Young’s modulus of the CNTs
nanocomposites were found to be in the area of 20 to 25
GPa which corresponds to the high stiffness C-S-H gel.
These results indicate that the incorporation of CNTs
increased the amount of high stiffness C-S-H gel
resulting in a stronger material. Additionally, it is
observed that the probability of the Young’s modulus
below 10 GPa, which represents the porous phase, is
reduced for the samples with silica fume and CNTs.
These results suggest that CNTs similarly with silica
fume reduce the nanoporosity of cement paste by filling
the gaps between the C-S-H gel. Furthermore,
comparing the probability plots of the Young’s modulus
of the CNTs nanocomposites it is observed that the
probability of high-stiffness C-S-H is higher for the
samples with short CNTs and lower for the samples
with long CNTs. This indicates that the samples

reinforced with 0.08wt% short CNTs exhibit more
improved properties at the nanoscale than the samples
reinforced with 0.048wt% long CNTs. This response
comes into agreement with the macromechanical
properties of the samples where the samples with
0.08wt% short CNTs exhibit slightly higher Young’s
modulus than the samples reinforced with 0.048wt%
long CNTs.
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Figure 13: Probability plot of the calculated Young’s
modulus of 28 days cement paste (w/c=0.5), cement
paste reinforced with 0.048wt% long CNTs, cement

paste reinforced with 0.08wt% short CNTs and cement
paste with silica fume.

6. TESTING METHODS

Three recent advanced techniques, nanoidnetation,
quantitative  modulus mapping and peak-force
Quantitative Nanomechanical Mapping (QNM) are
applied to investigate the  distribution  of
nanomechanical properties in the same hardened cement
paste. It demonstrates that the three techniques provide
the quantitative information on the nanomechanical
properties with different spatial resolutions.

6.1. Nanoindentation

Two regions of hydrated cement paste were studied
using nanoindentation. The first region was
15umx15um. The second region was 100umx100um.
The distance between indents was set at 3 pm. During
indentation, the indented was driven into the sample at a
rate of 240 uN/s during the first 5 sec. After reaching
the maximum load of 1200 uN, the indenter was held in
place for 2s in order to reduce the creep effect before
unloading at a rate of 240 uN/s.

Figure 14 plots the indentation modulus probability of
the two different indent areas. The peak modulus value
of the probability plot in the area of 15 pm XI5 um is
higher than that in area of 100 um X100 pum. On the
other hand, the distribution of the phases is obviously
influenced by the indent area: for the larger indent area,
the amount cement clinker and porosity phases
increases, which results in greater variation in the
indentation modulus distribution. High indentation
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modulus values are from unhydrated, or partially
hydrated cement particles, and the indentation modulus
values around the regions filled by the hydration
products are reported to have indentation modulus range
from about 10 to about 50 GPa [30,31]. The lowest
values of indentation modulus (less than 10 GPa) are
due to the porous regions in cement paste.
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Figure 14: Modulus distribution by nanoindetation.
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6.2. Modulus mapping

Modulus mapping was performed using a Hysitron
triboindenter, the same instrument used for the
nanoindentation. The same region was analysed in the
nanoindentation and modulus mapping, but because of
the much lower force used during modulus mapping, the
modulus mapping was performed prior to
nanoindentation to avoid the influence of indents on the
sample surface.

The quantitative modulus variations in modulus
mapping are larger than in nanoindentation. The results
revealed that the modulus mapping technique is more
sensitive than conventional nanoindentation with higher
spatial resolution. Significant local elastic modulus
variations were observed at the sample surface which
comprises different phases and interfaces between
hydration products phases.

The complex modulus probability histograms for two
different areas are shown in Figure 15. It is clear to
observe that the peak modulus value in Sum X 5um area
is slightly higher than in the 15um x15um. This may be
due to the increasing pore areas detected in large scan
area. This is also in agreement with the nanoindentation
observation that the larger scan area tends to increase in
susceptibility to the pore areas.
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6.3. Peak-force ONM

For peak-force QNM technique, several calibrations
must be performed in order to receive quantitatively
reliable outcomes. The input parameters before
measuring include deflection sensitivity, the spring
constant of the cantilever and the tip radius. In this
study, the calibration was performed using a
polypropylene probe evaluation sample and the
deflection sensitivity was calibrated on an infinitely stiff
sample.

The distributions of elastic modulus of 1um x 1um and
Sum X Sum areas are shown in Figure 16. The
probability distribution does not seem to provide a very
clear indication for the occurrence of different types of
C-S-H particles, which are representative of low and
high stiffness C-S-H. Based on the previous studies, the
elastic modulus of the measured area indentified as the
pore space is typically below 10 GPa, while the elastic
modulus of areas identified as hydration products were
found to vary between 10- 50 GPa [32-34]. When
comparing the analogous probability results of the two
different scanning areas, the average elastic modulus
and the peak modulus value of the probability plot of
area of Sum X5um appears to be close to that of 1um

x1um, which is found to be around 25.0 + 2.0 GPa.

0.15
0.12+ —— Area 1pm x 1pym

Probability
[
g8

0.03+

o
8

o

10 15 20 25 30 35 40 45 50 55
Modulus (GPa)

0.15

0.12 - Area 5pm x 5um

Probability
o o
g8

0.03

o
8

T T
10 15 20 25 30 35 40 45 50 55
Modulus (GPa)

Figure 16: Modulus distribution by peak force QNM

o
o



7. CONCLUSIONS

This paper highlights recent work at Northwestern
University on the use of nanoparticles, nanotubes and
nanomechanical testing methods.

Colloidal  nanosilica  improved the early-age
compressive strength of fly ash-cement mortars but
reduced the rate of later-age strength gain. This was
attributed to the high rate of CH consumption and the
formation of a less-permeable gel coating on the fly ash
particle surface, both of which can limit the hydration of
fly ash. NanoCaCO; was found to accelerate rate of
cement hydration and improve the early-age
compressive strength of fly ash-cement pastes. This
hinges on the effective dispersion of the nanoparticles.
Increased dispersion enhanced their effect and limited
the addition necessary while poor dispersion resulted in
aggregation, which had a detrimental effect on the
mechanical properties.

The effect of multiwall carbon nanotubes (MWCNTs)
on the nanostructure as well as the macro and nanoscale
mechanical properties of cement paste has been
investigated. An effective method of dispersing carbon
nanotubes in cement paste matrix by applying ultrasonic
energy and with the use of a surfactant has been
developed. The fracture mechanics test results indicate
that the fracture properties of cement matrix are
increased through proper dispersion of small amounts of
CNTs (0.048wt% and 0.08wt%). In particular, when
short CNTs are used, higher amounts of CNTs
(0.08wt%) are required to achieve effective
reinforcement, while when longer CNTs are
incorporated, lower amounts of CNTs (0.048wt%) are
needed to achieve the same level of mechanical
performance. The nanoindentation results suggest that
CNTs can strongly modify and reinforce the cement
paste matrix at the nanoscale by increasing the amount
of high stiffness C-S-H and decreasing the porosity. A
comparison of the nano-mechanical properties of bulk
paste, cement paste reinforced with CNTs and cement
paste with silica fume has shown that CNTs
substantially enhance the Young’s modulus of the C-S-
H phase.

The investigation on nanomechanical properties of
cement paste is performed three different advanced
techniques (nanoinden-tation, modulus mapping and
peak-force QNM). The average modulus measured with
conventional nanoindentation is higher than those
obtained using modulus mapping technique and peak-
force QNM, which may be due to the confinement
effect and the plastic deformation in the
nanoindentation. Compared to the conventional
nanoindentation, the modulus mapping allows for

evaluation of local mechanical properties of small
measuring area at nanoscale. Compared to modulus
mapping technique, the probe radius of in peak-force
QNM is significantly sharper, which make the spatial
resolution of peak-force QNM is significantly higher.
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RESUMEN

El pericardio es un material que se utiliza cuando se hace necesaria la sustitucion de los velos de las valvulas
cardiacas. En el presente trabajo se evaliia la durabilidad en fatiga de membranas de pericardio de ternera tratadas
con glutaraldehido. Con tal proposito, se ensayaron 72 probetas de pericardio en condiciones fisiologicas de
humedad y temperatura. Los ensayos se realizaron primero a fatiga hasta un nimero determinado de ciclos, entre un
minimo de 100 y un maximo de 4000, para luego ensayarse hasta rotura mediante un ensayo uniaxial de traccion
simple. Las probetas consideradas control se sometieron a un unico ensayo uniaxial de traccion. Se ha comprobado
que la energia disipada en los primeros ciclos de las probetas que rompieron prematuramente (antes de finalizar el
ciclado) es significativamente mayor que la energia disipada en las probetas que resistieron todos los ciclos de carga
y descarga.

ABSTRACT

Calf pericardium is a material used when the replacement of a heart valve is necessary. In this paper, the durability
on fatigue of calf pericardium membranes treated with glutaraldehyde is evaluated. Uniaxial tensile tests and fatigue
tests have been made over 72 samples in physiological conditions of humidity and temperature. Most of them were
tested on fatigue between 100 and 4000 cycles. After the fatigue test, uniaxial tests until rupture were applied to the
samples. Some of them, which were control samples, were subjected only to uniaxial tensile tests. Dissipated energy
on the first cycles of samples that broke prematurely (before cycling over) is significantly greater than in samples
lasted load and unloading cycles. In consequence, with this method, material behavior could be predicted.

PALABRAS CLAVE: Traccion uniaxial, rotura, fatiga, pericardio, energia disipada.

1. INTRODUCCION
cargas dinamicas.
Las protesis valvulares de corazon pueden ser de origen

haciéndose necesario estudiar su comportamiento bajo

biolégico o mecénicas. Las primeras tienen ciertas
ventajas como, por ejemplo, no requerir tratamientos
anticoagulantes [1].

El pericardio es uno de los tejidos mas usados en
sustitucion o reparacion de valvulas cardiacas en
especial porque es un material muy rico en colageno [2].
Este material se usa para la fabricacion de velos
valvulares [3].

Debido al flujo pulsatil de sangre bombeado por el
corazon, las valvulas se ven sometidas a ciclos de carga
y descarga, es decir, a fatiga, de forma permanente,

En el presente trabajo se ensayaron 72 probetas de
pericardio de ternera para evaluar su durabilidad en
fatiga. Este pericardio fue tratado con glutaraldehido
para mejorar sus propiedades mecanicas [4,5]. Doce de
las probetas fueron “control”, lo que significa que se
sometieron a un ensayo de traccion simple hasta rotura.
El resto se ensayaron primero a fatiga hasta un niamero
determinado de ciclos, entre un minimo de 100 y un
maximo de 4000, y luego hasta rotura mediante un
ensayo de traccion simple.

En un trabajo reciente [6] se estudio la energia disipada
en el primer ciclo en probetas sometidas a fatiga biaxial.
Se analizd el area bajo el primer ciclo de fatiga. En el
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presente trabajo las probetas, que fueron rectangulares,
se sometieron a esfuerzos uniaxiales para
posteriormente analizar el area bajo los ciclos del 2 al
10.

El objetivo de este trabajo es mostrar una forma de
relacionar la energia disipada en los primeros ciclos de
fatiga uniaxial de pericardio con la durabilidad del
material.

2. MATERIALES

Se ha ensayado pericardio de ternera. Las laminas de
pericardio fueron transportadas sumergidas en suero
fisiologico hasta el laboratorio donde se trataron con
gluteraldehido.

El tratamiento se realizd0 mediante el procedimiento
estandar utilizado para laminas de pericardio [1,8,9]. En
primer lugar, se hidraté con suero salino 0,9% durante 1
hora. A continuacion, se tratd con glutaraldehido al
0,625% durante 24 horas. Tras unos lavados con suero
salino 0,9% en abundancia, se conservo en glicerol 87-
89%. Todo el proceso se llevo a cabo a temperatura
ambiente. Mediante este procedimiento se aumenta el
entrecruzamiento de las fibras de colageno y se mejoran
las propiedades mecanicas del material. [4,5]

3. METODOS
3.1. Preparacion de probetas.

Para la obtencion de las probetas, inicialmente se
seleccionaron dos zonas de pericardio de 40 mm x 40
mm, en dos laminas diferentes (Figura 1). Estas zonas
se tomaron lo mas homogéneas posibles en espesor y
aspecto superficial. Se cortaron por medios mecanicos
(bisturi).

En total se hicieron 72 probetas rectangulares de 18 mm
x 2 mm en direccion apico-caudal. (Figura 1) Doce de
ellas se consideraron probetas control realizandose con
las mismas un ensayo de traccion uniaxial. El resto, 60,
se ensayaron a fatiga. El grosor de las mismas se midi6
por medio de un medidor Mitutoyo 7301 que tiene una
precision de 10 um. El espesor medio de las probetas
fue de 0.32 mm.

Direccion apico-caudal

40 mm

Figura 1. Esquema del saco pericardico en el que se sefiala la
direccion apico-caudal. El cuadrado corresponde a la region
de donde se sacaron las probetas.

Las probetas se cortaron con un laser Speedy 100R,
Trotec. Se ajustaron los parametros de potencia (3 W),
velocidad de corte (2 cm/s) y numero de pasadas (5
pasadas) para causar el minimo dafio en los bordes de
las probetas. El dafio del laser en cada uno de los lados
de la probeta fue menor de 100 micrémetros.

Una vez cortadas, se hidrataron con suero fisiologico
durante 45 minutos antes del ensayo, para después
montarse en un marco de 20 mm x 10 mm como se
indica en la figura 2. Se fijaron al mismo mediante
cianocrilato. La razon de este montaje es evitar que las
probetas sean dafadas durante su colocacién en las
mordazas.

12 mm

Figura 2. Esquema de colocacion de la probeta en el marco.
3.2. Realizacion de los ensayos.

Se han realizado los ensayos en una maquina
electromecanica Instron 5543A con el fin de
caracterizar el comportamiento mecanico del pericardio.

El marco sobre el que estaba colocada la probeta, se fijo
mecanicamente a las mordazas por ambos extremos de
tal forma que sélo la zona central pudiera deformarse.

Una vez montado el marco con la probeta en las
mordazas, se cortd el marco a ras de las mordazas. El
espacio libre entre mordazas fue de unos 12 mm.
(Figura 3).



En materiales flexibles, como es este caso, se puede
considerar que el desplazamiento del cabezal es igual a
la deformacion de la muestra (el resto de los elementos
son mucho mas rigidos que la muestra), por lo que
puede ser un buen estimador del desplazamiento
aplicado a los extremos de la probeta.

Probeta

Mordaza

<>

12 mm

Figura 3. Esquema de la colocacion de la probeta en las
mordazas.

Los ensayos se llevaron a cabo con las probetas
sumergidas en solucion salina (9 g/l de cloruro sodico
con pH 5.5) a 37° C. La fuerza se midi6é por medio de
una célula de carga de 100 N, con una precision mayor
de 5 mN. La velocidad de deformacion en los ensayos
de traccion fue de 0.03 mm/s [10].

En los ensayos de traccion, el sensor interno de la
maquina (LVDT con una precision mayor de 10 um) se
utiliz6 para medir el desplazamiento del cabezal. En los
ensayos de fatiga se utilizo un LVDT externo a la
maquina con un recorrido de £5 mm con una precision
mayor de 1 um que se acoplé mediante un brazo al
cabezal de la maquina.

Los ensayos uniaxiales de fatiga consistieron en un
nimero determinado de ciclos de carga y descarga,
dependiendo de la probeta (ver tabla 1), oscilando entre
1 y 5 MPa de tension y a una frecuencia de 1 Hz. Si
después del bloque de ciclos la probeta no habia roto, se
realizaba un ensayo uniaxial de traccion simple hasta su
rotura.

Tabla 1. Tipos de ensayos realizados en las probetas de

pericardio.
Ne° ciclos N? probetas Tipos de ensayos
ensayadas
0 12 traccion

100 12 fatiga + traccidn
500 12 fatiga + traccion
1000 12 fatiga + traccion
2000 12 fatiga + traccion
4000 12 fatiga + traccion

3.3. Parametros mecanicos.

La maquina proporciona los valores “carga” 'y
“desplazamiento”. A partir de ellos, se han calculado la
tension verdadera y el alargamiento:

- El alargamiento se ha calculado dividiendo la longitud
instantanea de la probeta entre la longitud inicial de la
misma.

A=
Lo

- La tension verdadera se ha obtenido considerando que
el material es incompresible, y por lo tanto su volumen
no cambia durante el ensayo. Para ello se ha dividido la
carga aplicada entre el valor medio de la seccion
transversal del segmento ensayado y se ha multiplicado
por el alargamiento.

AXF
0‘:

Siendo A el alargamiento; F, la carga; ay, la anchura de
la probeta y ey, el espesor medio de la probeta.

3.4. Calculo de la energia disipada.

A partir de los parametros mecanicos de tension
verdadera y alargamiento se calculd la energia disipada
en los primeros ciclos de fatiga.

E=Jad/1

Se calcul6 para cada probeta entre los ciclos segundo y
décimo de fatiga, para las probetas que rompieron mas
alla del décimo ciclo.

El primer ciclo no se tuvo en cuenta puesto que se
observd que en algunas probetas se producen
deslizamientos que hacen que el area de ese ciclo no sea
valida.

4. RESULTADOS Y DISCUSION

De las 72 probetas ensayadas, 12 se hicieron a traccion
simple, y 60 a fatiga. De estas ultimas, 21 rompieron
antes de finalizar el ciclado. Dentro de las 21, 10
rompieron antes del décimo ciclo (Tabla 2).

Tabla 2. Numero de probetas de cada tipo de ensayo.

Tipo de ensayo N° de probetas
Traccion simple 12
Fatiga 60

e Ciclado completo 39
e Rotas antes ciclo 10 10
e Rotas después ciclo 10 11

Se considera que las roturas prematuras de las probetas
antes del décimo ciclo fueron debidas a causas ajenas al
ensayo de fatiga como por ejemplo, a un mal montaje de
la probeta en el marco y/o mordazas.

Se ha calculado la energia disipada de 50 probetas, 39
de ellas han resistido el ciclado completo y 11 han roto
después del ciclo 10. Cada columna de la figura 3
representa la media de la energia disipada (J/m®) de las
39 probetas (A) yde las 11 (B).
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Se han comparado ambos grupos mediante la
distribucion t de Student. La significacion estadistica de
dicha distribucion (p) tiene un valor de 0,0002075, es
decir, p < 0,05. Este valor quiere decir que hay una
diferencia estadisticamente significativa entre las
probetas que rompen prematuramente y aquellas que
resisten todo el ciclado: la energia disipada en las
probetas que rompen antes de terminar el ciclado es
significativamente mayor que aquellas que resisten
hasta el final.

30000
p = 0,0002075

25000 i

20000

15000

E (J/im3)

10000

5000

A B

Figura 4. Energia disipada en los primeros ciclos de fatiga.
A: probetas que han resistido el ciclado (39). B: probetas
rotas antes de terminar el ciclado (11). Las barras
representan el error estandar y “p” es la significacion
estadistica de la distribucion t de Student.

5. CONCLUSIONES

En este trabajo, después de ensayar las probetas bajo
cargas ciclicas, se ha realizado el andlisis del area
debajo de la curva tension verdadera — alargamiento. La
diferencia entre las probetas que han roto
prematuramente frente a las que resistieron todo el
ciclado, es claramente significativa al analizarse con la
distribucion t de Student.

Por tanto, se puede afirmar que la rotura prematura de
las probetas de pericardio de ternera sometidas fatiga, se
relaciona directamente con una elevada disipacion de
energia en los primeros ciclos.

La energia disipada en los primeros ciclos de carga y
descarga permite predecir la resistencia de la probeta
sometida a cargas dinamicas. Mediante su uso, se podria
predecir el comportamiento del material, sin necesidad
de realizar un ensayo destructivo.
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RESUMEN

En este articulo se compara la eficacia de dos medicamentos diferentes en la curacion de una pseudoartrosis inducida
(corte y separacion controlada de huesos para forzar una formacién de callo 6seo entre ambos trozos por medio de una
cirugia denominada osteotomia de sustraccion). Los estudios se han realizado en fémures derechos operados de ratas de
laboratorio de la raza Sprague Dawley. La eficacia desde el punto de vista mecénico de los dos farmacos fue
determinada evaluando propiedades intrinsecas del material a partir de la medida de los siguientes parametros: dureza y
moddulo de elasticidad a través de ensayos de ultra-micro-indentaciéon y de energia absorbida hasta carga méxima y
rigidez por medio de ensayos de flexion en 4 puntos.

La eficacia de los medicamentos se ha establecido comparando sus resultados con los obtenidos de un grupo de control
(osteotomia con tratamiento en suero) y los de una fractura de hueso con reparacion normal (unién a tope sin hueco
entre los dos trozos). Ambos tratamientos restauraron las propiedades de dureza, de forma similar al grupo control
(tanto en tejido trabecular como cortical) y rigidez. Sin embargo, uno de los medicamentos administrados proporciona
mejores resultados en términos de fuerza maxima y energia absorbida hasta rotura, en relacion con los obtenidos de la
fractura normal sin pseudoartrosis.

Los resultados de las pruebas efectuadas proporcionan informacion que puede ser extrapolada para comprender mejor el
tratamiento de las fracturas de los huesos humanos en términos de propiedades biomecanicas. Ademas los datos
obtenidos permiten comparar el efecto de diferentes medicamentos en la evolucion de las fracturas de los huesos.

ABSTRACT

This paper aims to compare the effectiveness of two medical treatments in healing an induced pseudoarthrosis (bone
fracture without direct contact thus driving a callus formation) on the right femurs of Sprague Dawley laboratory rats.
To further understand and quantify the mechanical effects of each treatment, the bone mechanical properties were
analysed in terms of the following parameters: hardness and elastic modulus using ultra-micro indentation tests, and
maximum force, energy absorbed up to maximum force and rigidity using four point bending tests.

To assess the effectiveness of the treatments in terms of mechanical performance, the results were compared against a
control group and a regular bone fracture (direct contact between broken bone parts without a gap). Both treatments
were successful in restoring properties similar to the control group in terms of overall hardness (in both cortical and
trabecular bone tissues) and rigidity. However, one of them appears to provide higher values of maximum force, energy
absorbed and bone hardness.

The results provide information that can be extrapolated to further understand the treatment of human bone fractures in
terms of mechanical properties. The data enables the comparison of the outcomes that both treatments have on the

biomechanical functioning of bone fractures.

PALABRAS CLAVE: pseudoarthrosis y callo 6seo, ensayo de flexion en 4 puntos, ensayo de ultra-micro-indentacion
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1. INTRODUCCION

Desde la década de 1990, varios estudios han tratado de
aplicar los métodos de ingenieria para analizar el
comportamiento de los materiales biologicos [1-5],
mostrando que la reaccion del tejido de un organismo
ante estimulos mecanicos, obedece a las mismas leyes
que gobiernan el comportamiento de los materiales
tipicos de ingenieria, haciéndose aplicables los métodos
clasicos para medir las propiedades de los tejidos
biologicos, como los huesos. Con el fin de entender los
tejidos 6seos humanos es habitual estudiar huesos de
animales, ya que proporcionan un modelo biomecanico
sencillo dado su tamafio y funcionamiento rudimentario,
lo que simplifica el analisis de las propiedades.

En este trabajo se compara la eficacia de dos
tratamientos médicos, "A" y "B", en la curacién de una
osteotomia de sustraccion de los fémures ratas Sprague
Dawley frente a un grupo de control y una fractura
normal. Esta investigacion se complementa con otros
estudios sobre parametros bioldgicos aun en curso v,
por esta razon, es preciso mantener la confidencialidad
del nombre de los tratamientos. Los resultados fueron
obtenidos a través de ensayos de flexion en 4 puntos
(EF4P) sobre la diafisis del hueso y ensayos de ultra-
micro-indentacion (UMI) sobre las extremidades
inferiores y superiores de las muestras de hueso. Los
EF4P proporcionaron de cada muestra la fuerza
maxima, la energia absorbida hasta la fuerza maxima y
rigidez. Las pruebas UMI determinaron la dureza del
hueso cortical y trabecular y el modulo elastico.

La evaluacion de la eficacia de "A" y "B" en la curacion
de fracturas de huesos de rata es importante, ya que
proporciona informacién sobre la viabilidad de su
utilizacion para los seres humanos. Los huesos de las
ratas Sprague Dawley fueron utilizados debido a su
similitud con los humanos en cuanto a su reaccion a las
enfermedades.

2. METODOLOGIA
2.1. Suministro de muestras

12 ratas hembra de la raza Sprague-Dawley, fueron
criadas en idénticas condiciones ambientales (dieta,
temperatura y humedad). Las ratas fueron divididas
aleatoriamente en 4 grupos, a los que se les aplicd un
tratamiento médico especifico, de acuerdo con el peso
del animal. El estudio se divide en tres fases, donde
cada fase se compone de 4 ratas. Las fases se suceden
cronologicamente en intervalos de 3 meses. Una rata
proporciona dos muestras de huesos: el fémur izquierdo
y derecho. Las ratas se someten a un procedimiento
quirargico a los 6 meses de edad en la que alcanzan la
madurez. La edad promedio de una rata Sprague
Dawley es de 2.5-3.5 afios [6]. Al final del periodo de
tratamiento de 12 semanas, cada rata fue sacrificada
para la extraccion de hueso. Las muestras de este

estudio han sido separados en cuatro grupos diferentes:
fractura normal, grupo de control, tratamiento "A" y
tratamiento "B" (Tabla 1).

Tabla 1. Ildentificacion de muestras

Descripcion del Grupo Cadigo
[Fractura simple o normal con suero F+S
Osteotomia de sustraccion con suero (Control) | OS+S
Osteotomia de sustraccion con tratamiento B | OS+B
Osteotomia de sustraccion con tratamiento A | OS+A

El suero fisiologico actia como un placebo para el
grupo de fractura normal y el de control, suministrando
a los animales los nutrientes necesarios. La cirugia y la
evolucion tedrica de curacion del callo de fractura tras
la osteotomia de sustraccion se resume en el la figura 1.

Figura 1. Evolucion del callo de fractura [1]

En la operacion, la piel de la rata sufre una incision y se
elimina una seccion de hueso de 2 mm desde el centro
del fémur (sustraccion osteotomia). Una vez que el
hueco se ha creado se inserta un tornillo de acero
inoxidable (2 mm x 24 mm) en la extremidad inferior
del fémur derecho para mantener el espacio abierto.
Para comprobar que el callo se estaba desarrollando
correctamente, los animales fueron controlados tomando
radiografias de los fémures derechos (figura 2: 7 dias
después de la operacion, 6 semanas después de iniciar el
tratamiento y 12 semanas antes del sacrificio). Las
imagenes se analizaron para medir el tamafio del
intersticio (en mm) y controlar su evolucién durante el
tratamiento. Una vez extraidos los huesos fueron
conservados para evitar su desecacion, en una solucion
salina (HBSS) a 4 ° C hasta su ensayo.

Figura 2. Medicion de hueco y verificacion de escala




2.2. Ensayos de flexion en 4 puntos (EF4P)

Una vez limpiados los huesos de fémur para eliminar
cualquier resto de cartilago o ligamento fueron cortados
con las herramientas adecuadas para obtener los fustes
como muestras de ensayo (ver figura 3). Las cabezas o
extremidades superior e inferior se conservaron para las
pruebas de UMI.

B F2E = ff

R G

(@]

Figura 3. Limpieza de muestras

Se establecio un protocolo de actuacion para ensayar las
muestras en un tiempo inferior a las 24 horas tras su
extraccion para obtener el resultado mas preciso posible.
Antes de cada ensayo los huesos se precalentaron a
37°C en una solucion salina para simular la temperatura
del entorno habitual del hueso. Los EF4P se llevaron a
cabo en la diafisis del hueso utilizando una maquina
universal de ensayos de clase 0,5. La muestra se coloco
dentro de un recipiente de metacrilato en un bafio de
agua a 37 ° C. Una bomba recircula el suero calentado
para fluir alrededor de la muestra, recreando las
condiciones in vivo. La figura 4 muestra los elementos
principales de la instalacion.

s

Figura 4. Dispositivo EF4P y detalle de colocacion

En biomecénica, este tipo de ensayo es relevante dado
que permite aplicar una carga de flexion sobre la caia
de hueso, que es generalmente como se producen
muchas fracturas de fémur [7]. En los ensayos la carga
se ejerce sobre la muestra aplicando un desplazamiento
del piston hidraulico a una velocidad de 10 mm / min.
Las muestras de hueso actian como vigas, la parte
superior esta en compresion y la parte inferior en
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traccion. De cada prueba se representaron los graficos
de fuerza-desplazamiento del actuador para determinar
las siguientes propiedades mecanicas: fuerza maxima
(Fiax), energia absorbida a fuerza maxima (E,) y la
rigidez, como se muestra en la curva tipica de la Fig. 5.
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Figura 5. Curva fuerza-deflexion tipica EF4P
2.3. Ensayos de Ultra-Micro-Indentacion (UMI)

Los ensayos UMI, permitieron obtener la dureza [8, 9] y
el moédulo de elasticidad de indentacion de las muestras.
Las extremidades 6seas cortadas fueron incorporadas en
una resina acrilica para proporcionar a las muestras el
soporte necesario para pulir la superficie usando una
pulidora automatica (Figura 6b) que emplea lijas de
tamafio de grano 500, 1200, 2400 y 4000. Finalmente,
un pafio proporciona un acabado Optimo para poder
someter las muestras a ensayo.

a)
Figura 6. Preparacion de muestras para UMI

Una vez pulidas las muestras fueron almacenadas en
una solucion salina a 5°C para evitar el deterioro de la
superficie expuesta. Antes de la prueba, las muestras se
precalientan a 37 ° C en un bafio de solucion salina para
recrear las condiciones in vivo. Las pruebas UMI se
realizaron con un indentador piramidal tipo Berkovich
(Fig 7a'y 7b). El ensayo consiste en una carga hasta 150
mN periodo de mantenimiento de 10 s y una descarga
seguida de una espera de 5s. La velocidad de carga y
descarga fue de 2,6648 mN/s. De cada muestra se
analizaron los tejidos trabecular y cortical. En cada
medida se consideraron 14 indentaciones. La dureza
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calculada se define como la relacién entre la fuerza
aplicada por el penetrador y el area que queda después
de la indentacion (Figura 7b).

Figura 7. Geometria del indentador y drea proyectada

Un grafico tipico se muestra en la Figura 8 donde se
aprecia la carga y la descarga; hf, hr, hs, hc y hm
representan profundidades especificas de indentacion
que se producen durante la prueba. La linea de trazos,
con una pendiente S, se utiliza para calcular el mdédulo
elastico de indentacion.

Test force (mN)

Indentation depth (um)

Figura 8. Ensayo UMI. Fuerza Vs. penetracion

3. RESULTADOS Y DISCUSION
3.1. Ensayos de Flexion en 4 Puntos, EF4P
3.1.1 Fuerza maxima, F,,,,

La figura 9 muestra los valores de fuerza obtenidos.
Sobre cada grupo se muestra la media, la desviacion
estandar y el segmento proporcional. Para facilitar la
comparacion, las fuerzas maximas de fémur izquierdo y
derecho se han incluido en la misma figura. Por otro
lado, la relacion entre el tamafio del gap y F,.x confirma
la eficacia del tratamiento "B" sobre el "A". Asi, el
tamafio del gap (medido en las radiografias) se puede
representar frente a los valores de F ., por medio de un
ajuste potencial como se puede apreciar en el grafico de
la figura 10. Las figuras 9 y 10 muestran patrones de
comportamiento claros. Por encima de un cierto tamafio
de gap, el tratamiento "B" es mas eficaz que el "A",
dado que para el mismo valor de separacion entre
huesos aquél presenta una mayor F .

=m0

F+S

Figura 9. F .. para cada tratamiento
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Figura 10. Relacion entre F . y tamario del gap

3.1.2. Energia almacenada hasta fuerza maxima

La energia absorbida hasta méaxima fuerza (Ea) se puede
ver en el grafico de barras de la Figura 11. Sobre cada
condicion se ha indicado la energia media absorbida y la
desviacion estandar representada numéricamente y por
un segmento de proporcion.
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Figura 11. Energia absorbida hasta fuerza maxima
3.1.3 Rigidez

La rigidez de las muestras obtenidas a partir de las
curvas de fuerza-desplazamiento se muestra en el
diagrama de la figura 12. Tanto los datos de fémur
izquierdo y derecho se han incorporado en el mismo




diagrama para facilitar la comparacion. La rigidez
promedio se indica en valor numérico al lado de los
puntos de datos de cada grupo de estudio.
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Figura 12. Valores de rigidez para cada muestra

Los valores de rigidez varian sustancialmente, aunque
no parecen marcar una tendencia. El patron es mas
evidente en los fémures derechos, donde el efecto es
mas agudo debido a la osteotomia de sustraccion
practicada en los mismos. La rigidez del hueso
correspondiente a una fractura normal (F+S) es mayor
que el de la osteotomia de sustraccion (OS+S) para
fémures izquierdo y derecho. Estos resultados son
esperables ya que un hueso con fractura normal debe ser
mas rigido que un hueso que se ha sometido a un
procedimiento quirdrgico (sustraccion osteotomia).

3.2. Ultra-Micro-Indentacion, UMI
3.2.1. Dureza cortical y trabecular

Los ensayos de UMI se llevaron a cabo para medir la
dureza cortical y trabecular. Ambos tipos de tejido
deben representarse por separado, ya que tienen la
estructura biologica diferente. Para una comprension
mas clara la figura 13 muestra las areas analizadas en
los huesos. Hay un diagrama grafico del tipo box and
whiskers para cada uno de los cuatro grupos, lo que
permite una comparacioén de los datos obtenidos para la
misma area de muestras diferentes.

Cortical !

Figura 13. Esquema de las zonas de medida de dureza

Como ejemplo, la figura 14 presenta la dureza de una
zona representada en la figura 13. Las cajas abarcan los
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percentiles del 25 y 75%, la linea horizontal es la
mediana y el cuadro hueco sefiala la media. Las cruces
indican los puntos minimo y maximo. Para comparar los
tratamientos con respecto del grupo de control se
empled la prueba del t-Test no pareado [10, 11]. La
hipotesis nula de esta prueba es que las medias de los
dos grupos comparados son iguales. Usando un nivel de
0,05, si el parametro p es menor que 0,05, los dos
grupos de la muestra de comparacion son
significativamente diferentes.

70+

Cortical Hardness

e 5B

.15 Bax

30 T T T T
F+S 0OS+S OS+A  OS+B
*P<0,01 paraOS+Svs F+ S+ SySOvs OS + B.
*¥*P~0,05 para OS + Svs OS + 4
Figura 14 - Dureza cortical en cabezas inferiores de
fémures izquierdos.

3.2.2. Modulo Elastico de Indentacion

Los modulos elasticos de indentacion de los fémures
izquierdos son similares. Por otro lado, la figura 15
muestra los valores de los fémures derechos y existe una
diferencia obvia entre los cuatro grupos. El mddulo
elastico cortical del grupo de control (OS + S) es menor
que el de los tratamientos. En los huesos operados los
tratamientos médicos aumentan el moédulo elastico
cortical igualandole al de una fractura normal.
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Figura 15. Modulo elastico indentacion, féemur derecho
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4. CONCLUSIONES

e Las técnicas tradicionales utilizadas para caracterizar
el comportamiento mecanico de materiales de
ingenieria clasicos se pueden aplicar con éxito sobre
materiales bioldgicos y han permitido comparar los
efectos de los tratamientos médicos en sus
propiedades mecanicas.

e Los resultados de los EF4P muestran que el
tratamiento "B" proporciona los resultados mas altos
en relacion a la resistencia, dureza y rigidez del callo
o0seo. La relacion entre la fuerza maxima y el tamafio
de gap para los fémures derechos también muestra
que el tratamiento “B” es superior al "A".

. F E .. B
Tratamiento max a Rigidez (N-mm
(N) | (my | Rigidez (Nmm)
“A” 14 7 56
“B” 76 18 94

e La técnica UMI muestra que el tejido cortical es
consistentemente mas duro que el hueso trabecular.
En ambos casos el tratamiento "B" proporciona
mayor dureza y es, por lo tanto, mas eficaz.

Tratamiento Dureza Cortical | Dureza Trabecular
(GPa) (GPa)
“A” 0,61 +0,08 0,54 + 0,05
«B» 0,67 +0,10 0,57 +£ 0,06
Los tratamientos "A" 'y "B" proporcionan,

especialmente en los fémures operados, un modulo
elastico de indentacion similar al de los huesos con
fractura normal.

e Evaluando la curacion de la fractura 6sea de los
fémures de ratas en un modelo de pseudoartrosis, el
tratamiento "B" proporciona a huesos patoldgicos
propiedades biomecanicas mas altas que el
tratamiento "A".
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RESUMEN

En este trabajo se modela numéricamente una osteona que es la unidad basica estructural del tejido dseo cortical. El
modelo de elementos finitos incluye la aplicacion de criterios de fallo mediante la degradacion no lineal de las propiedades
del material. Este comportamiento se define mediante subrutinas de usuario del cddigo de elementos finitos Abaqus. Se
utilizan variables dependientes de la solucién que son evaluadas para cada incremento de carga con un criterio de fallo
que define el comportamiento del material de manera que se degradan progresivamente sus propiedades mecanicas. El
modelo utilizado representa una microestructura compuesta por lamelas (capas) de colageno reforzado con cristales de
apatita, formadas por dos subcapas dispuestas concéntricamente alrededor del canal de Havers. Ademas, en este trabajo
se incluye la presencia de lagunas de osteocitos ya que su consideracion es relevante para enfoques mecanisticos del dafio
en hueso cortical.

ABSTRACT

In this work the model of an osteon is presented, which is the basic structural unit of cortical bone tissue. The finite element
model includes the consideration of failure criteria based on the nonlinear degradation of the mechanical properties of
the material. This behavior is implemented through user subrutines of the commercial finite element code Abaqus. The
value of the progressive damage parameter is assigned to solution-dependent state variables for definition of the elastic
properties. This model represents a microstructure composed of mineral reinforced collagen lamellas (layers), which are
formed by two sublayers that are concentrically arranged around the Haversian canal. This work also includes the presence

of osteocyte lacunae since its consideration is relevant to mechanicstic criteria for the failure of cortical bone.

PALABRAS CLAVE: Hueso cortical; microdafio; elementos finitos.

1. INTRODUCCION

Los huesos son estructuras muy complejas y sus constitu-
yentes se pueden definir en diferentes escalas que compo-
nen multiples niveles jerarquicos [1]. El presente articu-
lo continua el desarrollo de modelos numéricos [2] con
analisis a nivel microestructural debido a la importancia
de caracterizar el comportamiento del hueso desde su uni-
dad basica. El modelo de una osteona consta de multiples
lamelas (capas) distribuidas concéntricamente alrededor
del canal de Havers y lagunas de osteocitos que se sabe
que desempeian un papel importante en el mecanismo de
reparacion del hueso [1]. La osteona modelada es de tipo
secundario, pues el hueso lamelar ya ha terminado su eta-
pa de formacién y se ha dispuesto en capas concéntricas
con los cristales de mineral preferentemente orientados.
Existen en las osteonas otros elementos que no han sido
incluidos en el modelo ya que no se ha considerado su in-
fluencia como un factor relevante para este analisis, como
es la linea cementante que la rodea, los canales de Volk-

man que unen transversalmente los canales de Havers y
una fina red de canalillos que unen las lagunas denomi-
nada synctycium.

Las lamelas son estructuras compuestas principalmen-
te por fibrilos de apatita embebidos en una matriz de
colageno tipo I. En estos fibrilos los cristales de mine-
ral son considerados a manera de placas preferentemente
orientadas que rotan en subcapas adyacentes de la lamela.
En la literatura existen diferentes propuestas de distribu-
cion de los grupos de fibrilos de colageno dentro de la la-
mela, siendo una de las mas aceptadas actualmente la de 5
subcapas con espesores que varian entre 0.1y 1.8 pm [3].
Para simplificar el modelo, se han considerado estas sub-
capas en dos grupos con espesores de 0.8 ym y 2.4 um
respectivamente, y sus propiedades han sido calculadas
mediante la regla de las mezclas [3, 4]. De esta manera el
modelo de elementos finitos anteriormente propuesto en
[2], en el que se consideraban las lamelas como un mate-
rial ortétropo y de espesores iguales, ha sido modificado
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para acercarse mas a la verdadera estructura en concor-
dancia con los estudios mas recientes. Como criterios de
fallo se mantienen el que corresponde a las tensiones cir-
cunferenciales y el que corresponde a las tensiones radia-
les y cortantes (fallo por delaminacion). Estos criterios
de fallo se aplican a un modelo estatico de cargas incre-
mentales que, mediante subrutinas de usuario del codigo
de elementos finitos, permiten evaluar los estados tensio-
nales y asignar a variables independientes propiedades
diferentes del material. De esta manera cuando el crite-
rio de fallo se cumple, la variable independiente adquiere
un valor que asigna al material propiedades degradadas.
Con el procedimiento descrito se puede observar el com-
portamiento de la osteona para un ensayo a compresion
y comparar los resultados con métodos mas complicados
que pueden sugerir la misma respuesta a un coste compu-
tacional mas alto.

2. PROPIEDADES ELASTICAS DE LAS
LAMELAS

Para el modelo se considerara una unica osteona secunda-
ria formada por lamelas concéntricas de 3.2 um de espe-
sor. Es sabido que los fibrilos de colageno estan orienta-
dos periddicamente dentro de la lamela y de su considera-
cion dependen las propiedades mecanicas de la osteona.

Numerosas investigaciones posteriores a las de Ascenci y
Bonucci fueron llevadas a cabo con diferentes técnicas de
observacion. Por ejemplo Weiner, Arad y Traub [4], me-
diante microscopia electronica de barrido, destacan que
el modelo estructural de los fibrilos en el hueso de ra-
ta es de tipo escalonado rotado, explicando las numero-
sas observaciones anteriores en las que, con microscopia
electronica de transmision, se evidencia que en la misma
region de la muestra seccionada se encuentran unas pla-
cas de cristal vistas sobre su eje longitudinal y otras con
el eje girado. Fig. 1.

Estas nuevas evidencias demostraron que dentro de una
Unica lamela, todos los fibrilos no tienen la misma orien-
tacion como se exponia inicialmente. En la actualidad se
encuentra una extensa bibliografia con trabajos que pro-
ponen diferentes estructuras lamelares. En el trabajo de
Wagner et al. [4] se concluye que la estructura de 5 dife-
rentes subcapas que conforman una lamela esta presente
en diferentes mamiferos, incluido el humano. Estas sub-
capas son denominadas por los autores como sigue: (1)
“thin lamella”, (2,3) “transition zone”, (4) “thick lame-
lla” y (5) “back-flip lamella”, donde la “thick lamella”
representa aproximadamente el 56 por ciento del espesor
de la lamela. Esta distribucion coincide con los resultados
experimentales obtenidos por Reisinger et al. [5]. Para el
modelo de este trabajo se agruparan las sublamelas en
dos partes que llamaremos lamela gruesa y lamela del-
gada, Fig 2. La lamela delgada estard compuesta por las
subcapas (1), (2) y (3) y tendra de espesor total 0,8 pm.
La lamela gruesa estara constituida por las subcapas (4)
y (5) y tendra un espesor de 2.4 pum.

Se han obtenido las propiedades elasticas para una sub-
capa mediante un modelo de homogenizacion de una cel-
dilla unitaria representativa de un fibrilo en el cual los
cristales se encuentran como placas de manera escalona-
da en la direccion axial del fibrilo y en capas paralelas en
la direccion transversal.

Transition
foneg

Figura 1: Imagen obtenida por SEM de hueso lamelar de
rata, compuesto por (1) “thin lamella”, (2,3) “transition
zone”, (4) “thick lamella” y (5) “back-flip lamella”. [3].

Figura 2: Ilustracion esquematica de las 5 subcapas de
lamela. Las de color blanco constituyen la lamela delga-
da y las de color oscuro la lamela gruesa.

Los materiales que componen un fibrilo son considerados
elasticos e isotropos, y las propiedades utilizadas han sido
extraidas del trabajo de Reisinger et al. [5]. Para calcular
las propiedades de las lamelas gruesa y delgada, como
capas compuestas de fibrilos en diferentes orientaciones,



se procedid de la forma siguiente. Se ha obtenido la ma-
triz de rigidez de las dos lamelas mediante la regla de las
mezclas Ec. (1) teniendo en cuenta los angulos v (incli-
nacion respecto al eje de la osteona) y 5 (rotacion alre-
dedor del eje del fibrilo) en los que esta orientada cada
subcapa y su espesor (Tablas 1y 2).

1
Ti(TlDl +T2D2 +T3D3) (1)
delgada

Ddelgada =
donde D es la propiedad elastica y 1" es el espesor de la
sublamela, Tgeigade = 11 + T2 + T5. Andlogamente se
procede para la lamela gruesa. Se obtiene como resultado
las matrices de rigidez de materiales con comportamiento
anisotropo, donde se ha comprobado que las propiedades
cumplen con las restricciones termodinamicas.

Los angulos 11 , 12 para cada una de las subcapas (Fig.
2) se presentan en la tabla 1 y han sido tomados del tra-
bajo de Akiva, Wagner y Weiner [3].

Tabla 1: Orientacion en grados de fibrilos de colageno
para cada subcapa de la lamela delgada (arriba) y grue-

sa (bajo) Vi et
subcapal 0 0 04

subcapa2 30 0 0.2
subcapa3 60 0 0.2

Y1 et
subcapad4 90 70 1.8
subcapa5 120 30 0.6

Las matrices de rigidez obtenidas son las siguientes:

[Cdelgada]:
32,03 889 391 —006 0,5 1,11
26,89 3,82 —0,03 0,08 1,11
9,60 —0,0009 0,002 0,04 | p
2,75  —0,008 —0,0002 a
sim 2,77 0,03
9,51
(2
[quuesa]:
12,39 558 569 004 —159 —0,58
3412 682 067 —122 —1,12
19,05 0225 —3,79 025 | .
6,92 —0,15 1,81 a
sim 4,70 —0,18
4,89
3)

Estas matrices se han introducido término a término
en Abaqus para definir los materiales con el comando:
*Elastic, type=ANISOTROPIC.

3. PROPIEDADES RESISTENTES Y CRITERIOS
DE FALLO

En un trabajo previo del grupo de investigacion [2] se
modelé numéricamente el comportamiento mecanico de
una unica osteona con microgrietas simulando el ensayo
a compresion realizado por los autores Ascenzi y Bonuc-
ci [6] mencionado en la seccion anterior. En ese trabajo
se supuso que en la osteona con lamelas alternadas, cada
lamela tenia fibras unidireccionales y todas las lamelas
tenian un espesor de 5 um. Las propiedades resistentes
fueron también obtenidas de ensayos exhaustivos reali-
zados por Ascenzi y Bonucci. Para el presente trabajo se
utilizan las propiedades resistentes de [2] debido a la si-
militud de las lamelas transversales con la lamela delgada
y las lamelas longitudinales con la lamela gruesa, donde
en efecto la mayoria de fibras cumplen con esta carac-
teristica.

Debido a que en ambos trabajos se analiza un estado ten-
sional en el plano, el fallo puede tener lugar en zonas de
alta tension circunferencial oy, tension radial o, o ten-
sion de cortadura o,.9. Las propiedades utilizadas [2] son

o . . L .1 odel
las siguientes: resistencia a traccion circunferencial Sy,

=120 MPa, S5,"*" = 50 MPa; resistencia a traccion radial

gruesa __ qdelg _ . . . delg _
Siri = Sprg = 50 MPa; resistencia a cortadura S, ¢ =

47 MPa, 5% =20 MPa.
Conviene aclarar que los valores de propiedades supues-
tos aqui deben ser tomados como una primera aproxima-
cion, existiendo una dispersion importante y un grado de
variabilidad dependiente de otros factores, como el grado
de calcificacion.

En cuanto a los criterios de fallo se continuara con los
criterios considerados anteriormente en [2].

El criterio de fallo a tensiones circunferenciales esta dado
por las siguientes relaciones:

delg > Sdelg

gruesa gruesa
ol gEuest > g (4)

00t 00 = Q9o

El fallo por tensiones combinadas radiales y de cortadura
sera el criterio interactivo de Brewer y Lagace [7].

2 2
Orr Orp
+ [ — >1 con o, >0 5
(Sm> <5re,s> ®

El primer sumando solo debe ser considerado si g, > 0,
ya que tensiones radiales de compresion cierran las po-
tenciales grietas circunferenciales y no contribuyen al fa-
llo por tensiones combinadas radiales y de cortadura. En
el contexto de laminados estructurales, este criterio de fa-
llo se utiliza para el estudio de la delaminacién.
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4. MODELO NUMERICO

En comparacién con el modelo geométrico del trabajo
anterior [2], se tiene una malla mas refinada que se ha
adaptado para la nueva configuracion de sublamelas pro-
puestas (1.8 umy 2.4 pm de espesor) y se han incluido la-
gunas de osteocitos al modelo. La geometria de las lagu-
nas es la de elipsoides que se distribuyen entre las lame-
las de la osteona permitiendo la comunicacion celular ya
que estan conectadas en red mediante finos canaliculos.
Numerosos trabajos sobre lagunas de osteocitos coinci-
den con el rango de las dimensiones de dichos elipsoides
[8,9, 10].

En el trabajo de Prendergast y Huiskes [10] se describe
que el mayor eje de la laguna forma un angulo con el eje
longitudinal del canal de Havers, por tanto un corte trans-
versal de una osteona cortaria oblicuamente una laguna.
La seccion plana aproximada propuesta por los autores
[10] es una elipse de eje mayor 10 ym y eje menor de 4
pm. Las lagunas modeladas en este trabajo cumplen con
la geometria descrita, y ademas con datos adicionales re-
levantes, como los siguientes: Area promedio 30 - 40 um
[1]. Densidad promedio en una osteona secundaria 460
lagunas/mm? [1]. Eje mayor de la seccién lagunar 6.07-
25 pm [9]. Eje menor de la seccion lagunar 1.57-5.31 ym
[9]. La osteona modelada tiene un didmetro exterior de
148.8 pum, y el diametro del canal de Havers es de 40

pm,

El estado del modelo es el de tension plana con espesor
unidad. La carga empleada simula el ensayo a compre-
sion de Ascenci y Bonucci y es aplicada como una pre-
sion diametral distribuida a lo largo de un arco de 60°
Fig. 3, cuya magnitud se incrementa a lo largo del anali-
sis. Los elementos utilizados han sido elementos lineales
de integracion completa (CPS4).

Figura 3: Modelo de EF. En blanco, lamela delgada, en
verde lamela gruesa.

El presente trabajo tiene como objetivo aplicar subruti-
nas de usuario en Abaqus [11] que permitan evaluar la
degradacion de las propiedades del material para resolver
el analisis con un método menos costoso computacional-
mente.

Chang et al. [12] proponen un modelo de dafio progre-
sivo para un laminado que contiene un concentrador de
tensiones. El analisis predice la resistencia a traccion del
material con orientaciones arbitrarias de sus capas. Para
la acumulacion del dafio se desarrollan diferentes crite-
rios de fallo ademas de un modelo de degradacion de las
propiedades del material que es satisfactoriamente vali-
dado por los autores con ensayos experimentales. Con ba-
se en este trabajo se realizara un procedimiento numérico
analogo mediante subrutinas de Abaqus [11] en las que
tendra un papel importante la utilizacion de variables de
campo.

Las variables de campo son dependientes de la solucion
en cada incremento y son definidas por el usuario para
asignar diferentes propiedades del material dependiendo
de su valor. Los valores que toman para cada incremento
definen el porcentaje de rigidez para este analisis.

Con el fin de implementar en el modelo diferentes valo-
res para las propiedades del material dependiendo de los
criterios de fallo, se ha realizado la implementacion de
una subrutina de usuario que permite definir las variables
de campo (FV) que seran evaluadas para cada incremen-
to de la carga. Dependiendo de su valor, seran asignadas
diferentes propiedades de rigidez del material. Esta eva-
luacidn de las FV se realiza por medio de la subrutina de
usuario USDFLD en Abaqus, en la cual se definen valo-
res a las variables de campo directamente en los puntos
de integracion de los elementos. Las FV pueden ser fun-
ciones de la solucién en los elementos tales como tensio-
nes o deformaciones. Con esta opcion es posible aplicar
modelos de comportamiento no lineal del material, por
ejemplo incluir efectos del dafio progresivo.

Para llevar a cabo la correcta ejecucion de la subrutina
USDFLD, es necesario definir en el archivo de entrada
(.inp) el material con un campo que defina cuéntas varia-
bles independientes se quieren evaluar, que en este caso
son tantas como criterios de fallo, es decir, dos.

En la definicion de las propiedades del material (*Mate-
rial) se ha indicado que es anisotropo, seguido de la can-
tidad de variables de campo como DEPENDENCIES=2.
Si se quiere conocer los valores de esta variable en los re-
sultados, esta opcion necesita ir acompanada, después de
introducir los términos de la matriz de rigidez, de la op-
cién *DEPVAR, 2 que asignara dos espacios adicionales
en los resultados para cada incremento.

Es necesario utilizar la subrutina de usuario mediante la
opcion *USER DEFINED FIELD, ya que de esta manera
el programa ya tiene la indicacion de ejecutar la subrutina
y escribir las nuevas variables como resultado para cada
incremento.

Hay que definir en el archivo de entrada los valores de
la matriz de rigidez para los diferentes valores de las dos
variables, que para el actual modelo seran los mostrados
en la Tabla 2.



Tabla 2: Variables de campo asignadas segun criterios
de dario

Estado del material Rigidez FV1 FV2

No fallo 100 % 0 0
Fallo por o, , 0,9 5% 1 0
Fallo por gy 5% 0 1

La Tabla 2 muestra las relaciones entre las propiedades de
la rigidez y los valores de las FV. Estas relaciones seran
asignadas en la subrutina de usuario, siendo la FV1 la
correspondiente al criterio de fallo por tensiones combi-
nadas radiales y de cortadura y la variable FV2 al criterio
de fallo por tensiones circunferenciales (Seccion 4). Esto
queda definido en la subrutina USDFLD como un bucle
en lenguaje de programacion Fortran.

Es importante indicar que los valores de los indices de
dafio son calculados y almacenados como variable de es-
tado dependiente de la solucion (STATEV en Abaqus).
No son asignados directamente a las FV. Al inicio del
calculo las FV estan inicializadas a 0 (no dafio) y solo
cuando el indice supera el limite del criterio de fallo (para
este caso de 1.0), se asigna a la correspondiente variable
de estado FV el valor de 1 (dafo).

Para efectos de este andlisis, después de que el indice ha
excedido el valor de 1, la FV definida por el usuario con-
tinua teniendo el valor de 1 incluso si las tensiones se re-
ducen significativamente, lo cual permite que el material
se considere como “dafiado” irreversiblemente. Pero esta
condicion puede ser también modificada en la subrutina
si se deseara lo contrario, volviendo a evaluar el indice de
dafio para las nuevas tensiones y reasignando el valor de
0 o 1 ala variable de campo.

La implementacion del comportamiento no lineal en este
modelo mediante variables de campo es explicito, lo que
significa que la no linealidad esta basada en el estado de
carga al inicio del incremento. Por tanto el usuario de-
be definir incrementos de tiempo lo suficientemente pe-
quefios. Esto es muy importante debido a que el control
automatico de incrementos en Abaqus no es efectivo pa-
ra no linealidades explicitas implementadas mediante la
subrutina USDFLD. En este caso se ha definido el incre-
mento como:

*STEP, INC=100
*STATIC, DIRECT 0.02,1.0

donde se especifican 100 incrementos con un incremento
de tiempo inicial de 0.05 y un periodo de tiempo del pa-
so de 1.0. Para este ensayo se han dado dos valores para
la variable de campo, correspondientes a dafio y no dafio
del material, pero también cabe la posibilidad de definir
posiciones intermedias, dandole multiples valores a cada
FV con la condicion de definir en el archivo de entradas
tantas veces las propiedades del material como posibles
valores que puedan tomar las variables.

5. RESULTADOS

Después de seguir el procedimiento descrito, se obtuvo
la secuencia de dafio mostrada en las figuras 4, 5, 6. Se
puede ver la iniciacion del fallo por tensiones combinadas
radiales y de cortadura (Brewer y Lagace) en una lamela
gruesa para un valor de carga de 15 MPa en la Fig 4, junto
a la zona de concentracion de tensiones de una laguna.

’

Figura 4: Iniciacion del fallo por tensiones combinadas
radiales y de cortadura con p=15MPa.

Figura 5: Propagacion del fallo por tensiones combina-
das radiales y de cortadura con p=21MPa y p=33MPa.

El dafio se extiende por la superficie de la lamela de
la misma manera que progresaria el crecimiento de una
grieta. Posteriormente, se observa que para un carga de
21 MPa (Fig. 5). Tras haber fallado la primera lamela,
comienza a extenderse el dafio en otras capas sucesiva-
mente. Es importante la observacion de que el dafio se
concentra en las zonas que estan entre -45 y 45 grados del
eje diametral vertical, siendo el mismo patrén de compor-
tamiento mecanico a rotura descrito por Ascenci y Bo-
nucci en el ensayo a compresion. Asimismo coincide que
las ultimas lamelas son las menos afectadas y la zona mas
cercana al canal de Havers es la mas deteriorada al final
del ensayo. Se puede ver en los resultados que en esta zo-
na confluyen los dos tipos de fallo y el dafio se concentra
en esta region (Figs. 5, 6).
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En la Fig. 6 se observa que el criterio de fallo por ten-
siones circunferenciales ogg, no se alcanza sino hasta un
estado muy avanzado de la carga (24 MPa) donde se ve
que solo hay fallo en las primeras lamelas. Por tanto se
concluye que el fallo que domina el comportamiento a
compresion de la osteona es el causado por combinacion
de tensiones radiales y de cortadura que corresponderia
con la delaminacion en los materiales compuestos, donde
las lamelas mas afectadas son las lamelas gruesas. Es im-
portante destacar que el esquema final de dafio coincide
con el obtenido en trabajos anteriores [2] con modelos de
dafio que implicaban liberacion de nodos.

Figura 6: Inicio y propagacion del fallo a tensiones cir-
cunferenciales con p=24MPa y p=50MPa.

6. CONCLUSIONES

El analisis presentado permite concluir que las propieda-
des del hueso cortical se ven favorecidas por la presen-
cia de lamelas delgadas con fibrilos de colageno dispues-
tos perpendicularmente al eje de la osteona. Las lamelas
gruesas favorecen la rigidez y resistencia del hueso a fle-
xién, estado de carga que no ha sido analizado en este
trabajo.

El método de degradacion aplicado ha resultado ventajo-
so en modelos como el del presente trabajo y los ensa-
yos comentados de Chang et al. Esa ventaja es notable
en comparacion con métodos mas costosos que requieren
procedimientos adicionales (como aplicar condiciones de
contacto y liberacion de nodos en superficies).

Se ha comprobado que la degradacion de las propiedades
del material mediante subrutinas de usuario puede ser una
forma sencilla y eficaz para evaluar el comportamiento
de las osteonas mediante el dafio progresivo de sus pro-
piedades, impulsando a nuevos analisis con estudios mas
detallados de los criterios de fallo y a posteriores trabajos
con multiples osteonas.
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RESUMEN

En la literatura cientifica pueden encontrarse numerosas publicaciones que han tratado de estimar la tenacidad de
fractura del esmalte mediante técnicas de indentacion. Todos estos trabajos tienen en comun el uso de ecuaciones semi-
empiricas, cuya validez, depende de la generacion de una particular estructura tridimensional de grietas. Para observar
el patron de grietas generado mediante indentacion, se utilizan, por lo general, técnicas microscopicas. Sin embargo,
una imagen superficial no proporciona informacion sobre la configuracion tridimensional de las grietas, ni de como
éstas propagan a través del esmalte. Recientemente, se ha desarrollado una metodologia alternativa para estimar la
resistencia a la fractura por indentacion, basada en un enfoque energético cuya principal ventaja es que es menos
dependiente del patron de grietas generado. En este trabajo, se desarrolla la aproximacion energética para estimar la
tenacidad de fractura del esmalte bovino. Los resultados se compararon con los valores publicados por otros autores,
que utilizaron las expresiones semi-empiricas de indentacion mas comunes. El andlisis de los resultados reveld que es
necesario realizar algunas modificaciones en la metodologia energética para poder aplicarla con éxito en la
determinacion de la tenacidad de fractura del esmalte.

ABSTRACT

There are many works I the scientific literature that have attempted to estimate the fracture toughness of enamel by
indentation techniques. All these works have in common the use of semi-empirical equations, but the success in
determining the actual value of fracture toughness depends on the particular three-dimensional pattern of cracks
obtained. Microscopic techniques are usually used to observe the cracks pattern. However, only a superficial image is
provided, and no information about the propagation of the cracks within the enamel is given. Therefore, there is some
uncertainty about the applicability of this type of semi-empirical equations. Recently, an alternative methodology based
on an energetic approach has been developed to estimate the fracture toughness by depth sensing indentation that is less
affected by the cracks pattern generated. In this work, the energetic approach to indentation fracture toughness of
bovine enamel is presented and compared with those toughness values obtained using the most common semi-empirical
expressions reported in the literature. The results showed that some modifications in the energetic methodology should
be performed in order to apply it successfully.

PALABRAS CLAVE: Esmalte; Tenacidad de fractura; Aproximacion energética.
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1. INTRODUCCION

El esmalte es el tejido mas duro y mas rigido de los
mamiferos. Forma la capa mas externa del diente y se
caracteriza por una microestructura jerarquica
caracteristica. El esmalte se compone de rodillos de
elevado contenido mineral, encapsulados por delgadas
envolturas ricas en proteinas, dispuestos paralelamente
segun la direccion perpendicular a la unién dentina-
esmalte (DEJ), y que discurren desde la dentina a la
superficie exterior del esmalte [1]. La microestructura
del esmalte de todos los mamiferos parece ser muy
similar desde un punto de vista histoquimico Yy
anatomico [2].

Numerosos métodos han sido empleados para medir
experimentalmente la tenacidad de fractura (K¢) del
esmalte. La determinacion de K¢ por la técnica de
indentacion, se basa en medir el tamafio de las grietas
inducidas en un material durante el proceso de
indentacion. Varias expresiones estan disponibles para
determinar K por indentacion, dependiendo de la
geometria del indentador y la morfologia de las grietas
[3]. Una de las expresiones mas ampliamente utilizada
para grietas radiales generadas mediante indentadores
simétricos tipo Vickers, es la relacion propuesta por
Lawn, Evans y Marshall [3]:

n
E] P 0

ke=tlsr) 5z

donde P es la carga maxima de indentacion, c es la
longitud de la grieta, E es el mdédulo de elasticidad y H
es la dureza. Los parametros k y n son constantes
empiricas de valor 0,016 +0,004 y 0,5, respectivamente.
Otros estudios [4] emplearon valores ligeramente
diferentes (k = 0,0098 y n = 3/2).

Se han hecho esfuerzos para obtener ecuaciones
similares a las descritas anteriormente, pero modificadas
para su aplicacion en indentaciones Berkovich.
Combinando el modelo propuesto por Laugier [5] vy el
de Ouchterlony para grietas radiales [6], la tenacidad de
fractura puede ser determinada de acuerdo con la
ecuacion. (2).

12 2/3
E P
Ko =1.073-xy (%j (Ej 5 )
C

donde x, es una constante y a es el tamafo de huella
residual.

Otro método alternativo para determinar la tenacidad de
fractura consiste en el calculo de la energia liberada
durante la formacion de grietas [7,8]. Este método se
basa en la formacion de un escalon (pop-in) a fuerza
constante durante la aplicacion de la carga de
indentacion. Este escalon estd asociado con la

formacion repentina y posterior propagacion de grietas.
Este método energético calcula la tenacidad de fractura
comparando el area limitada por la curva de carga-
desplazamiento cuando tiene lugar la generacion de
grietas con el area limitada por la curva hipotética que
se obtendria del proceso de indentacion si no se
produjese agrietamiento [7] (figura 1). Si se asume que
la fractura se desarrolla fundamentalmente en Modo I,
la intensidad de tensiones umbral requerida para la
fractura se puede escribir como:

1
e[ ) (29) - N
CNU=)2me) Ut

donde K¢ es la tenacidad de fractura de indentacion del
material, AU es la energia de deformacion obtenida a
partir del area comprendida entre la curva carga-
desplazamiento extrapolada y el escalon a fuerza
constante de la curva experimental (figura 1), c es la
longitud de grieta medida a partir de micrografias
obtenidas del analisis de microscopia electronica de
barrido, t es la anchura estimada de la grieta a lo largo
del eje de carga, E es el modulo elastico y v es
coeficiente de Poisson.

F A
Curva hipotética
! ~
[ Curva
1 -
/ experimental
AU {

Escalon

Figura 1. Energia de deformacion obtenida del darea
entre la curva fuerza-desplazamiento extrapolada y el
escalon de carga perteneciente a la curva fuerza-
desplazamiento experimental.

Este método puede ser utilizado incluso cuando no se
obtiene un patrén particular de grietas. Sin embargo, es
necesario que se produzca un escalon de fuerza
constante durante la rama de carga. Ademas, resulta
critico realizar una buena estimacion de la longitud de la
grieta en la direccion de aplicacion de la carga para
obtener resultados fiables.

Por lo tanto, el objetivo de este estudio fue evaluar la
fiabilidad de la metodologia enérgica para estimar la
tenacidad de fractura de indentacion del esmalte dental
bovino. Estos valores se compararon con los obtenidos
mediante la aplicacion de las ecuaciones semi-
empiricas, ecuaciones (1) y (2), basadas en un patrén
especifico de grietas.



2. MATERIALES Y METODOLOGIA
2.1. Preparacion de las muestras

Se extrajeron ocho incisivos de bovinos de dos afios de
edad. Los dientes se limpiaron y se almacenaron en
saliva artificial antes de realizar los ensayos. Las
superficies de las muestras fueron pulidas mediante una
pulidora automatica (LaboPol-5, Struers, Copenhague,
Dinamarca) utilizando pafios de pulido con suspension
de alumina de 3 micras y OP-A (Struers, Copenhague,
Dinamarca).  Posteriormente, las  muestras se
mantuvieron completamente hidratadas en saliva
artificial a temperatura ambiente hasta la realizacion de
los ensayos de indentacion.

2.2. Ensayos de indentacion

Se estudi6 la dureza y el modulo eldstico de las
superficies de esmalte bovino mediante nanoindentacion
(Nanoindenter ~ XP-Sistema  MTS  Corporation)
utilizando un indentador Berkovich de diamante con un
radio de la punta de 100 nm. Antes de cada bateria de
ensayos, la funcion de area del indentador Berkovich
fue calibrada en un patrén de silice.

Para la determinacion de la dureza y modulo elastico, se
realizaron ensayos de medida continua de la rigidez
(CSM) [9], consistentes en la aplicacion de multiples
ciclos de carga y descarga con una frecuencia de 45 Hz
y con desplazamientos de 2 nm durante el proceso de
carga. La metodologia de Oliver y Pharr [9] se aplico
sobre cada uno de estos ciclos de descarga parcial,
proporcionando valores de mddulo de elasticidad, E, y
de dureza, H, como una funcién continua de la
profundidad de penetracion o de la carga. Para los
ensayos de nanoindentacion, se fijo una profundidad de
penetracion maxima de 300 nm. Sobre cada muestra se
realizaron un total de tres filas constituidas por 20
indentaciones cada una, separadas entre si 100 nm.
Adicionalmente, se realizaron 5 indentaciones en cada
muestra utilizando el mdédulo CSM hasta una
profundidad de penetracion maxima de 2000 nm. Esta
profundidad de penetracion fue suficiente como para
generar un patrén caracteristico de grietas. Una vez
finalizados los ensayos de indentacion, las huellas
residuales fueron observadas por microscopia
electronica de barrido (SEM) en condiciones de bajo
vacio con el fin de evitar una deshidratacion excesiva y,
en consecuencia, una propagacion de grietas debido a
tensiones residuales.

3. RESULTADOS

La figura. 2 muestra dos imagenes de SEM
correspondientes a huellas residuales obtenidas para
distintas profundidades méaximas de indentacion: 300
nm (figura 2a) y 2000 nm (figura 2b), asi como su
rigidez de contacto frente a la raiz cuadrada del area de
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contacto. Las indentaciones obtenidas para una
profundidad de penetracion maxima de 300 nm se
caracterizan por la ausencia de grietas en los vértices de
la huella residual (figura 2a). Ademas, la rigidez de
contacto, S, mostré una tendencia lineal con la raiz
cuadrada del area de contacto, A, entre el indentador y
la superficie del material (figura 2a), tal y como predice
la relacion teodrica que existe entre ellas [9].

Zona de no agrietamiento /
/

Zona de no agrietamiento

0
0 210741076107 8107 110%.210%.4 10°
A2 (10®) (m)

e}
82/
=
2
£
I}
59
(5}
=
<)
©
o
.t
[0}
o°
©
=
e}
N

S (10°) (N/m)

Zona de agrietamiento

2 DA 0RO Y B0
A2 (10®) (m)

Figura 2. Huellas residuales obtenidas de ensayos de
indentacion instrumentada realizados a distintas
profundidades maximas de penetracion: a) 300 nm; (b)
2000 nm. Las curvas de rigidez de contacto frente a la
raiz cuadrada del drea de contacto también se han
incluido sobre su correspondiente imagen.

Por el contrario, las indentaciones obtenidas para una
profundidad de penetracion maxima de 2000 nm se
caracterizan por la presencia de grietas radiales desde
los vértices de las huellas residuales (figura 2b).
Ademas, se pudo observar que las grietas generadas
sobre la superficie del esmalte zigzagueaban durante su
propagacion a través de la microestructura del esmalte.
También se observo que, a partir de un determinado
valor, la rigidez de contacto perdié su dependencia
lineal con la raiz cuadrada del area de contacto (figura
2b), coincidiendo con la formacién y propagacion de
grietas durante el proceso de indentacion.
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3.1. Propiedades mecdnicas: modulo de elasticidad y
dureza

La tabla 1 resume la dureza y el modulo eléastico de
esmalte bovino obtenidos de los ensayos de indentacion
realizados hasta una profundidad maxima de
penetracion de 300 nm, donde la carga asociada no
causo la iniciacion de grietas. Los valores obtenidos en
este estudio fueron muy similares a los descritos en
publicaciones anteriores [10,11].

3.2. Propiedades mecanicas: tenacidad de fractura

Los datos incluidos en la tabla 1 permiten calcular la
tenacidad de fractura del esmalte de acuerdo con las
ecuaciones semi-empiricas descritos anteriormente,
ecuaciones (1) y (2).

Las curvas fuerza-desplazamiento obtenidas de
indentaciones realizadas a una profundidad méaxima de
2000 nm, se caracterizaron por no presentar ningun
escalon de carga constante. Por lo tanto, no fue posible
aplicar directamente la metodologia enérgica, tal y
como se describe en la seccion de introduccion.

Tabla 1. Resultados experimentales del modulo eldstico,
E, dureza, H, y tenacidad de fractura por indentacion,
Kc. En la tabla se muestran los valores medios y sus
correspondientes desviaciones estandar.

Moédulo elastico, £ .

(GPa) 92 16 Oliver-Pharr [15]
Dureza, H (GPa) 4.7+0.3 Oliver-Pharr [15]
Longitud de grieta, 1243

¢ (pm)

Tamario de huella, 749

a (pm)

Tenacidad de 0.39 £0.14 Ecuacion (1)
fractura, K¢ 0.7 £0.2 Ecuacion (2)
(MPa+/m) 25407 Ecuacion (3)

4. DISCUSION

En la literatura actual se puede observar que hay una
cierta dispersion en los valores de la tenacidad de
fractura real de esmalte [12]. La tabla 1 muestra los
valores de tenacidad de fractura obtenidos después de
aplicar las ecuaciones semi-empiricas (1) y (2). Estos
datos estan dentro del rango de valores publicados por
otros autores. Hassan y colaboradores. [13] obtuvieron
valores de tenacidad para esmalte dental humano,
utilizando un indentador Vickers y aplicando la

ecuacion (1), en el intervalo de 0,7 a 1,37 MPa\/;. Xu
y colaboradores [11] consiguieron valores de tenacidad

de fractura de 0,84 MPa+/m para el esmalte humano
labial, también utilizando un indentador Vickers y

aplicando la ecuacion semi-empirica (1). Bajaj y Arola
[14] obtuvieron valores de tenacidad de fractura del

esmalte humano que oscilaba entre 1,79 MPavm a

2,37 MPa\/E , calculados a partir del analisis de la
curva R.

Analizando estos resultados y los mostrados en la tabla
1, los valores de tenacidad de fractura del esmalte
muestran  desviaciones considerables. Hay varias
razones que pueden explicar la gran variacion obtenida.
La naturaleza bioldgica del esmalte sugiere que las
variaciones de composicion entre los especimenes
podrian afectar a los valores de tenacidad [15]. Ademas,
la orientacion de la microestructura del esmalte también
podria contribuir a la variabilidad [16]. Las ecuaciones
semi-empiricas utilizadas para calcular esta propiedad,
se han desarrollado para indentaciones Vickers sobre
materiales ceramicos y para un patron de grietas
especifico. Sin embargo, esta configuracion de grietas
puede verse alterada por la influencia de la matriz
organica interprismatica. Las intercaras proteinicas
definen planos tridimensionales, haciendo que las
grietas se desvien preferentemente a lo largo de ellos
[13], lo que podria prevenir las fracturas catastroficas
del esmalte. Finalmente, los valores de las constantes
caracteristicas de las ecuaciones semi-empiricas podrian
ser diferentes para el esmalte.

Por lo tanto, para obtener una medida mas fiable de la
tenacidad de fractura del esmalte, seria necesario el uso
de una metodologia que fuera menos dependiente de la
geometria de las grietas. La metodologia energética
puede ofrecer una alternativa viable. Para aplicar este
método es necesario, por un lado, conocer la extension
de la grieta en el interior del material, t (ecuacion 3), y
por otro, obtener un escalon de carga constante en la
curva fuerza-desplazamiento del ensayo de indentacion.

La longitud de la grieta a lo largo de la direccién de
carga, t, se puede estimar aplicando la relacion c/a, a la
profundidad maxima, h, de cada indentacion:

t==-h (4)
a

En el presente estudio, las curvas carga-desplazamiento
experimentales no mostraron ningun escalén de carga
constante durante el proceso de indentacion. Por ello,
con el fin de aplicar un enfoque energético, fue
necesario desarrollar una metodologia alternativa.

El area bajo la curva de carga-desplazamiento es el
trabajo realizado por el indentador durante la
deformacion elastico-plastica del material indentado.
Sin embargo, si se produce agrietamiento, parte de la
energia elastica almacenada se libera para crear nuevas
superficies. Esto se refleja como un cambio en la rigidez
de contacto y, por consiguiente, la relacion entre la
rigidez de contacto, S, y la raiz cuadrada del area de



contacto, A, no sera lineal, como predice la teoria del
contacto [9].

La figura. 3 muestra una curva tipica de la rigidez de
contacto frente a la raiz cuadrada del area de contacto.
La tendencia deberia ser lineal, sin embargo, la
linealidad s6lo se mantuvo durante la etapa inicial, antes
de que se produjese agrietamiento. Es posible identificar
en la curva S-A"? un punto critico asociado con la
aparicion de grietas (S *, A"?*). Para ello, se realizaron
sucesivos ajustes lineales hasta alcanzar un coeficiente
de regresion minimo de 0,99.
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Figura 3. Curva de rigidez de contacto frente a la raiz
cuadrada del area de contacto.

De acuerdo con la metodologia de Oliver y Pharr [9], es
posible calcular la carga y la profundidad de indentacion
correspondientes al punto critico asociado con la
iniciacion de grietas, P* y h*.

Para los valores de (P, h) menores que el punto critico,
el proceso de indentacion se llevo a cabo sin generacion
de grietas. Para valores superiores, el proceso de
indentacion se caracterizd por la nucleacion y
propagacion de grietas. La curva carga-profundidad de
penetracion obtenida hasta valores inferiores al punto
critico, fue extrapolada segun la ley de Kick [17], a la
profundidad de penetracion maxima de 2000 nm,
constituyendo una curva hipotética caracteristica del
proceso de indentacion sin agrietamiento.

La figura. 4 muestra un ejemplo comparativo entre la
curva de indentacion experimental, con agrietamiento, y
la curva de indentacion hipotética, sin agrietamiento.

Ahora es posible aplicar la metodologia energética a
través de la ecuacion. (3) con las siguientes
consideraciones:

- La extension estimada de la grieta a lo largo del eje de
carga, t, puede ser calculada utilizando la ecuacion. (4);
- La energia de deformacion asociada con el proceso de
agrietamiento, AU, puede obtenerse a partir de la

diferencia entre las curvas de indentacion experimental
e hipotética, extendida hasta la maxima profundidad de
penetracion, para la cual se alcanz6 la maxima longitud
de grieta.
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Figura 4. Comparativa entre las curvas fuerza-
profundidad de indentacion tanto experimental como
hipotética.

La tabla 1 resume los valores obtenidos de tenacidad de
fractura utilizando la metodologia energética alternativa.

Las grietas generadas como consecuencia del proceso
de indentacién en el esmalte se caracterizaron por
presentar una trayectoria en zigzag, en un intento de
rodear los prismas del esmalte a lo largo de la intercara
proteinica que los envuelve, lo que ayud6 a disipar mas
energia. Esta circunstancia sugiere que para las grietas,
es mas dificil atravesar los prismas de esmalte que
rodearlos a través de su envoltura proteinica. Este
mismo fenémeno fue también observado por otros
investigadores [13]. Por lo tanto, la mayoria de las
grietas originadas en el esmalte, como consecuencia del
proceso de indentacion, se caracterizaron por no estar
contenidas en un plano definido por la direccion de la
carga de indentacion, tal y como se requiere para poder
aplicar las ecuaciones semi-empiricas (1) y (2).

La tenacidad de fractura obtenida en este trabajo
aplicando la metodologia energética, de acuerdo con la
ecuacion (3), son similares a los valores publicados por
Rasmussen y Patchin [16] y a los obtenidos por otros
autores que han utilizado métodos tradicionales para
evaluar la tenacidad de fractura del esmalte. Bechtle y
colaboradores [18] utilizaron un ensayo de flexion de
tres puntos para estimar la tenacidad de fractura del
esmalte, obteniendo valores que van desde 0,8 hasta 1,5

MPa\/E al comienzo de la propagacion de grietas de

hasta 4,4 MPa\/E para una extension de fisura de 500
micras. En el trabajo publicado recientemente por Bajaj
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y Arola [14], los valores de tenacidad de fractura
obtenidos a partir de probetas CT, consistentes en cubos
de esmalte humano montadas en resina epoxi, varid

desde 0,5 hasta 0,8 MPa\/E al comienzo de la

propagacion de grietas de hasta 2,4 MPa\/E para una
extension de grieta de 1,5 mm.

5. CONCLUSIONES

En este trabajo, se ha desarrollado una metodologia
energética alternativa, adaptada a los resultados
obtenidos de la indentacion instrumentada. El método se
basa en la variacion de la rigidez de contacto debido al
proceso de agrictamiento. Los valores obtenidos con
esta metodologia, son similares a los obtenidos por otros
autores que utilizan ensayos tradicionales para evaluar
la tenacidad de fractura del esmalte.
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RESUMEN

Este trabajo presenta la simulacion del comportamiento mecéanico in-vivo de un aneurisma de aorta ascendente bajo
condiciones fisioldgicas de presion normal e hipertension. Los casos estudiados corresponden a las arterias adultas con
patologia cardiovascular, especificamente afectada por el sindrome de Marfan. En primer lugar, el tejido de este grupo
se caracteriza a través de mediciones in-vitro de ensayos de traccion que permiten derivar los pardmetros del material
para un modelo constitutivo hiperelastico isétropo. Luego, estos parametros del material se utilizan en la simulacién del
aneurisma de aorta ascendente sometido a presidn normal e hipertension bajo diferentes condiciones respecto al
movimiento de la raiz adrtica. En general, los resultados numéricos obtenidos no solo proporcionan una descripcion
realista del comportamiento mecanico del vaso sino que también aportan un conjunto de datos relevantes que permiten
la definicién adecuada de los criterios de esfuerzo capaz de predecir su rotura.

ABSTRACT

This paper presents the simulation of the in-vivo mechanical behavior of an aneurysm of the ascending aorta under
physiological conditions of normal pressure and hypertension. The case studies are for adult arteries with cardiovascular
disease, specifically affected by the Marfan syndrome. First, the tissue of this group is characterized by in-vitro
measurements of tensile tests that allow the material parameters derived for an isotropic hyperelastic constitutive model.
Then, these material parameters used in the simulation of ascending aortic aneurysm under normal pressure and
hypertension under different conditions related to the motion of the aortic root. In general, the numerical results do not
only show a realistic description of the mechanical behavior of the vessel but also provide a set of relevant data that
allow the proper definition of criteria to predict its stress rupture.

PALABRAS CLAVE: Aneurisma de Aorta, Comportamiento mecdnico, Elementos finitos

1. INTRODUCCION elastica y la resistencia mecénica de la pared aodrtica.

Ademas, el rapido crecimiento adrtico conlleva a un alto

Las enfermedades cardiovasculares constituyen en Chile
la primera causa de muerte generando 24.000 muertes
anuales [1]. Algunas de ellas estdn relacionadas con
roturas o deterioros del comportamiento mecénico de la
pared arterial. Un claro ejemplo es el sindrome de
Marfan (SMF), el cual es un trastorno genético
autosémico dominante que afecta las fibras elasticas del
tejido conectivo. Esta afeccion, comunmente sobre la
aorta, genera disecciones y aneurismas de la aorta
toracica, presentando dilataciones en la porcién
ascendente, frecuentemente en las cercanias de la raiz
aortica. Producto de lo anterior, la respuesta mecénica
del vaso se ve comprometida, reduciendo la capacidad

riesgo de rotura y/o diseccion a edades tempranas de los
pacientes diagnosticados, cuya esperanza de vida
disminuye y podria conducir a la muerte. La
problematica descrita ha motivado el interés en
desarrollar modelos numéricos que predigan el
comportamiento de los grandes vasos que, en conjunto
con los ensayos experimentales, aporten informacion
relevante para la practica médica. Especificamente, para
el SMF y su correlacién con los aneurismas de aorta
toracica ascendente (AATA), existe escasa informacion.
Principalmente se han llevado a cabo seguimientos
clinicos y observacion mediante ecocardiografia
(procedimiento no invasivo), de los cambios
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dimensionales del diametro y la tasa de crecimiento
aortico, de manera de estratificar el riesgo de ruptura
bajo la dilatacion de la aorta ascendente asociado
especialmente al predictor de didmetro adrtico maximo
y factores no patologicos [2, 3]. Se ha analizado el
material que constituye la pared del aneurisma a través
de ensayos de traccién uniaxial [4, 5, 6,7], el que
proporciona informacién relevante para la respuesta
mecénica del material y las condiciones de rotura del
mismo. Ademads, se han incorporado indicadores para
estimar localmente la elasticidad y la rigidez aortica [7,
8, 9] en su porcidn ascendente y, junto con la medicion
de esfuerzos de rotura, se ha logrado cuantificar la
resistencia de la pared, encontrando diferencias
direccionales y regionales importantes en las
propiedades mecanicas [5].

Los modelos constitutivos en el marco de la mecéanica
de medios continuos permiten modelar adecuadamente
la respuesta de este tipo de materiales. Se han publicado
simulaciones numéricas mediante la formulacion de
elementos finitos y modelos constitutivos isétropos y
anisotropos. Beller et al. [10, 11], presentaron un
modelo geométrico simplificado del arco y la parte
ascendente de la aorta para pacientes sanos y
aneurismaticos (dilatacion en la porcidon ascendente y la
raiz aortica asociado al SMF), para evaluar la influencia
del desplazamiento de la raiz adrtica y la presion sobre
el estado de esfuerzos de la pared de la aorta
considerando, para ambos casos, un material
incompresible, homogéneo, elastico lineal e isotropo.
No se incluye en el andlisis el efecto del ligamento
arterioso y las consideraciones intrinsecas del material,
como lo son las tensiones residuales. En ambos andlisis
se encontrd que, tanto el desplazamiento de la raiz
aortica como la hipertension, aumentan
significativamente la tension longitudinal en la aorta
ascendente. Ademads, la insuficiencia aortica sin duda
conduce a un incremento del volumen sistélico como un
mecanismo de compensacion y sugiere, también, un
aumento del desplazamiento de la raiz adrtica en su
direccion axial [11]. Recientemente, Nathan et al. [12],
analizaron, mediante un modelo geométrico real de
aorta tordcica, la patogénesis de la diseccion aodrtica,
asociando factores de riesgo identificados que indican
incrementos de esfuerzos en la aorta, tales como:
diametro adrtico e hipertension, o bien por la
disminucion de la resistencia en las capas internas de la
pared como la producida por el SMF.

El objetivo de este trabajo es simular numéricamente el
comportamiento mecanico de un aneurisma de aorta
ascendente afectada por el SMF bajo condiciones
fisiologicas. El material y los métodos se exponen en la
Seccion 2. Particularmente, el interés se centra en la
porcion ascendente de la aorta aneurismatica afectada
por el SMF. La respuesta mecanica de la pared es
analizada usando un modelo constitutivo hiperelastico e
isotropo ajustado y analizado en la literatura [7].
Usando este modelo, se presentan en la Seccion 3 los
resultados numéricos del campo de tensiones bajo las
condiciones fisioldgicas normotensa (120 mmHg) e

hipertensa (160 mmHg). En la Seccion 4, se discuten los
resultados numéricos obtenidos, proporcionando una
descripcion del comportamiento mecanico de la aorta
aneurismatica, con el fin de predecir estados de
peligrosidad mecanica, asociando criterios respecto a
los niveles de esfuerzos alcanzados en la pared del
aneurisma.

2. MATERIALES Y METODOS

El material utilizado en los ensayos realizados en este
trabajo se obtuvo con la colaboracion del Hospital
Puerta de Hierro de Madrid. En todos los casos las
muestras se extrajeron de acuerdo con los protocolos
establecidos por el Comité de Etica de dicho Hospital
[13] de operaciones de aneurismas en pacientes con el
SMF (adultos entre 38 y 62 afios [7]).

El comportamiento del material se considera
incompresible debido al gran porcentaje de agua
contenido en el [7]. Para predecir su respuesta
mecanica, normalmente se utilizan modelos
constitutivos  hiperelasticos cuyas  formulaciones
detalladas puede consultarse en [7]. En este trabajo se
considera el modelo de Demiray cuya expresion de
energia elastica se escribe como:

W=(a/b) [exp [(b/2) (I;-3)]-1] (1)

Donde a y b son los parametros del modelo, /; es el
primer invariante del tensor derecho de Cauchy Green C
(I;=trC), donde tr indica la traza del tensor.

Los segmentos de aorta analizados provienen de
pacientes sometidos a operaciones de implantacion de
protesis vascular, de los que fue analizada su respuesta
mecanica mediante el ensayo de traccion en trabajos
anteriores [7]. A partir de las curvas experimentales
tensiéon real — alargamiento, se ajustd el modelo
constitutivo de Demiray, obteniendo los pardmetros
a=79,613 kPa y b=3,152.

3. RESULTADOS
3.1 Geometriay condiciones de contorno

La geometria simplificada del modelo 3D usado en la
simulacion numérica se obtuvo a partir de las muestras
[10] de pacientes e imagenes conseguidas a través de
técnicas clinicas de otros autores [14], ademas de un
estudio anatdmico de las dimensiones de la aorta. De los
datos experimentales registrados por Beller et al. [10,
11], se extrajo el movimiento asociado a la interaccion
de la raiz adrtica y el ventriculo izquierdo del corazon.
El desplazamiento axial de la raiz aortica obtenido para
pacientes sanos fue de 8,9 mm y el giro fue de 6° (véase
Figura 1). Por otro lado, como lo especifica Garcia-
Herrera [7], algunos movimientos no estan
completamente impedidos, debido principalmente al
aumento o disminucién del didmetro en los extremos
del arco adrtico y sus arterias de salida durante el
trabajo fisiologico. Adicionalmente, la porcion dafiada
producto del SMF afecta s6lo a la zona aneurismatica



(aorta ascendente). Por lo tanto, las propiedades de la
zona enferma difieren de las del resto de la aorta, en
donde se consider6 una transicion lineal entre las
propiedades sanas y patoldgicas del modelo.

Figura 1. Movimiento de la raiz aortica. La flecha
representa el desplazamiento axial de la raiz [10].

Es por ello que, finalmente, se incluyen tres tipos de
restricciones  cinemdticas. En primer lugar, el
movimiento de la raiz aortica, que consiste en un
desplazamiento axial de u = 8,9 mm y una rotacion de 3
= 6°. En segundo lugar, los otros cuatro bordes del arco
aortico se fijan axialmente y sin restricciones a lo largo
de la direccion radial. En ultimo lugar, el efecto del
ligamento arterioso es tenido en cuenta por medio de un
elemento de muelle con una rigidez de diez veces mayor
que la del tejido del arco aortico. Todas estas
condiciones de contorno se muestran en la Figura 2.

3.2 Estimacion esfuerzos iniciales

Las tensiones iniciales in-vivo presentes en las distintas
arterias del arco aortico se estiman en este trabajo para
una presion diastolica 80 mmHg. Las tensiones iniciales
se cuantifican considerando un modelo numérico
elastico lineal, tal que el campo de tensiones iniciales se
equilibre con la carga de presion interior con la
condicion de que los desplazamientos y deformaciones
sean muy pequefios. De esta manera, se logra que la
geometria deformada esté muy cerca a la geometria
inicial, obteniendo que la variacion maxima del
diametro fue inferior al 2%. El esfuerzo principal del
campo de tensiones iniciales se muestra en la Figura 3.

3.3 Contornos de esfuerzos

La respuesta mecanica de la aorta humana es simulada
bajo condiciones fisiologicas in-vivo, normales e
hipertensas. Se presentan tres casos (véase Tabla 1) para
contrastar los efectos de las condiciones impuestas
sobre la respuesta mecdnica de la aorta. Esta
clasificacion se aplica principalmente sobre el
desplazamiento axial de la raiz adrtica, y no en el giro
debido a la baja influencia de éste sobre el
comportamiento del vaso [10]. Asimismo, se aplicaron
dos condiciones de carga: normotensa e hipertensa.

La malla de elementos finitos utilizada en las
simulaciones se compone de 55.535 nodos y 43.976
elementos hexaédricos isoparamétricos. En el espesor
de la pared fueron considerados cuatro elementos, con

el fin de capturar correctamente los gradientes radiales
de tension.

Arteria
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Comun

Tronco Arco Aértico

D=24.4
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Arterioso

) Aorta

Aneurisma i Descendente

_

Dmax=45 |[&————
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\) /
c

A
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Figura 2. Geometria y condiciones de borde para un
aneurisma de aorta ascendente (configuracion
diastolica a 80 mmHg). Dimensiones en mm.

Si-Nodal Stresses

2.294e+05
2.0349e+05
% 1.7759e+05
- 1.5168e+05

. 1.2578e+05
+ 99875
- 73971

48066
22162
-3742.4

Figura 3. Tension principal en Pa a 80 mmHg.

Tabla 1. Clasificacion de los casos estudiados.

Condicion borde
Caso P [mmHg] raiz adrtica
u [mm] ‘ b []
120
AATA 1 160 43 6
AATA 2 120 (control) 8.9 6
160
120
AATA 3 160 15,0 6

| AATA = Aneurisma de aorta tordcica ascendente. |

En el andlisis de los esfuerzos, se establecid cada
seccion y region de interés, como se muestra en la
Figura 4. La tension maxima principal (o)) de la
configuracion deformada del aneurisma se expone
graficamente en la Figura 5, para los distintos casos y
cargas fisioldgicas, mostrando los resultados de la
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tension sobre la aorta ascendente para el caso AATA 2,
sefialando las zonas de mayor criticidad respecto a la
tension principal maxima. Finalmente en la Tabla 2, se
expone un cuadro comparativo de los resultados de o,
obtenidos en este estudio y los calculados en
publicaciones previas [7, 10, 11].

Regién Seccién
Inflexion
INI ﬁL—K Superior
— N —
£ -K‘ Dilatacién
Mixima
" nflexion
Inferior

REGIONES: AN=Region anterior, LD=Region lado derecho, LI=Region lado
izquierdo, PO=Region posterior.

SECCIONES: INI=Seccion inicial del aneurisma, ANEU= Seccion aneurismatica
de dilatacion maxima, ASC= Seccion de la porcion ascendente (proximal), UST=
Seccion de la union sinotubular.

Figura 4. Representacion esquemadtica de las secciones
y regiones consideradas para el andlisis.

Region

AN [ b [ L [ PO

para, finalmente, evaluar el grado de insuficiencia de la
aorta aneurismatica en condiciones normales de carga ¢
hipertension. Por otro lado, la presion y el diametro
interior de la aorta ascendente aneurismatica en
condiciones diastolica y sistolica (Py, Dy y Ps D,
respectivamente) permiten la estimacion de la capacidad
de estiramiento y rigidez del vaso. Estas caracteristicas
se cuantifican normalmente por medio de indices
relevantes en el analisis clinico [8], como lo son la
distensibilidad DC=AA/(A*AP) kPa' y el moédulo
incremental E;,.=[3(1+A/WCSA)]/DC kPa, donde
AA=m(Ds?-Dd?)/4 mm?, con D=didmetro interno,
AP=Ps-Pd 'y WCSA=n(De*-Di?*)/4 mm? con
De=diametro externo y Di=diametro interno, ambos
medidos en diastole.

El espesor promedio de la aorta ascendente en sistole
alcanzé un valor medio de 1,76 mm y un didmetro
maximo de 50,5 para el estado fisioldgico normotenso.
Con dichos valores se obtuvieron los parametros de la
Tabla 3.

Tabla 2. Cuadro comparativo de tensiones principales
sobre la aorta sana y aneurismdtica al nivel de la
seccion ascendente (ASC), respecto a trabajos ya
publicados. Tensiones en kPa.

80 mmHg

120 mmHg

Si-Nodal Stresses

3.8329e+05
3.4972e+405

™ 3.1614e+05
- 2.8257e405

: 2.4899¢+05

B 2 1542e405
: 1.8184¢+05
1.4826¢+05
1.1469¢+05
81113

160 mmHg

Si-Nodal Stresses

5.9172e+05
! 5.3997¢+05
4.8821e405
- 4.3646€+05

: 3.8470+405

+ 3.3295¢+05

{ 2.8119e405
2.2044¢+05
1.7768e+05
1.2593¢+05

Figura 5. Distribucion de esfuerzo principal sobre zona
aneurismatica bajo solicitaciones fisiologicas (en Pa) -
caso AATA 2.

4. DISCUSION

El uso de la tension principal maxima y los valores de
estiramiento que se desarrollan en aortas cargadas se
han propuesto en la literatura para predecir el fallo del
vaso. En particular, este problema ha sido estudiado por
[15, 16, 17] definiendo como criterio el esfuerzo
principal o) para aortas descendentes con aneurismas.
En este trabajo, el esfuerzo principal maximo es
utilizado para cuantificar y comparar respecto a las
mediciones realizadas mediante el ensayo de traccion,

Cond.
. borde P°
Caso Region " B | mmHg Ocirc | Olon | O1
[mm] | [°]
Beller et al. [10,11]
Sano -- 473 0 120 300 220 -
Sano -- 8,9 0 120 340 320 --
Sano -- 8,9 6 120 350 320 --
Sano -- 8.9 0 180 470 410
Sano -- 15 0 180 470 560 --
Aneu - 43 | 0 | 120 330 | 180 | -
raiz
Garcia-Herrera [7]
Sano -- 8.9 6 120 - - 143
Sano -- 8,9 6 160 - -- 290
PRESENTE ESTUDIO
A?_ZA AN 43 0 120 - - 329
AAlTA AN 43 6 120 - - 333
A?_’ZA AN 8.9 0 120 - - 333
AAZTA AN 8.9 6 120 - -- 337
AA3TA AN 15 6 120 - - 341
AAlTA AN 43 6 160 - - 510
AAZTA AN 8.9 6 160 - - 512
AA3TA AN 15 6 160 - - 512

La region ascendente (ASC) es mas distensible, respecto
a la region de dilatacion maxima del aneurisma
(ANEU), probablemente debido al mayor dafio producto
de la dilatacion excesiva en aquella zona. De igual
forma, la region ASC es levemente mas distensible que
la region de transicién entre la raiz adrtica y la
ascendente (UST), diferencia asociada principalmente a




la mayor rigidez presente en aquella zona. Se observa
que la zona aneurismatica presenta una alta
distensibilidad (DC) y una rigidez levemente
disminuida, reflejada en los valores de E;. de las
regiones ANEU, ASC y UST, en comparacién con
aortas sanas [7].

Para vasos de pacientes con patologia arterial, parte de
este tejido se encuentra dafiado, disminuyendo sus
propiedades elasticas, y por ende, su capacidad se vera
directamente perturbada, arrojando valores de Ej,. altos
y DC reducidas, respecto a los vasos sanos. Sin
embargo, el SMF produce un efecto opuesto,
proporcionando aortas mucho mas flexibles vy
distensibles en términos de E;,. y DC [7, 18].
Comparativamente, desde el punto de vista cualitativo y
cuantitativo, el comportamiento esperado para la
respuesta de la pared adrtica en su porcién ascendente
bajo aneurisma es consistente respecto a estudios
publicados previamente [7, 9, 19, 20].

No obstante, existen leves diferencias entre los
resultados obtenidos para la distensibilidad (DC) y para
el médulo incremental (Ej,) encontrandose cercanos a
los rangos experimentales. Esto se puede explicar
debido a la variabilidad de las condiciones y
propiedades especificas de cada muestra tomada en las
mediciones experimentales.

En la Figura 5 el campo de tensiones aumenta
progresivamente a medida que se incrementa la presion
interna y el desplazamiento axial aplicado sobre la raiz
aortica. Respecto a esta ultima variable, al aumentar
gradualmente su magnitud, se incrementa discretamente
la tension principal o, (véase Tabla 2).

Se observa que la distribucion de o) sobre la pared
adrtica no cambia significativamente con el aumento de
la carga fisiolégica (presion interna), no asi su
magnitud, la cual aumenta considerablemente al
incrementar la carga. Ademas, la distribucién en las
zonas donde existen maximos locales de tension,
también se observd su independencia respecto a la
presion aplicada. Los puntos criticos (maximos locales
de tension) de los modelos, muestran que éstos se
ubican en las zonas distales o de inflexion (ver Figura 4)
y no en las regiones de didmetro méximo del aneurisma
propiamente tal.

Para ambas condiciones de carga (normotenso e
hipertenso) se distinguieron dos zonas de mayor
criticidad. La zona de inflexion superior, cuya zona
critica estd en la region LI, en las cercanias de las
secciones INI y ANEU, siendo claramente mayor al
nivel de la seccion INI. Para la zona de inflexion
inferior, que abarca las secciones ASC y UST, se
aprecia que las altas tensiones se alojan en torno a la
region AN, presentando las mayores magnitudes en la
seccion ASC. Ahora bien, se destaca que en la parte de
la region anterior AN, correspondiente a la porcidon
ascendente (ASC) y cercanias de la union sinotubular
(UST), se genera la tension principal maxima (o;) mas
elevada (orientada circunferencialmente), cuyos valores
tanto para la zona interior y exterior de la pared aortica
difieren levemente. Por ejemplo, para la carga de 120

mmHg, 0,=367 kPa (interior) y 0,=383 kPa (exterior).
En esta misma zona, para la carga de 160 mmHg, la
diferencia entre la tension principal en la pared interior
y exterior se reduce alcanzando los valores de 551 kPa 'y
553 kPa, respectivamente.

De manera concluyente, dentro del rango de
funcionamiento fisiolégico (80-120 mmHg) se origina
un incremento brusco para la tension principal méxima,
por sobre el 100% en la cara interior de la pared adrtica,
y levemente menor para la cara exterior. El giro (B) y el
desplazamiento axial (u) de la raiz adrtica, inciden
levemente sobre la distribucién del esfuerzo principal
o), siendo el desplazamiento (u) el mas influyente de
ambas variables. Sin embargo, la presion interna afecta
considerablemente la magnitud de o; provocando
incrementos cercanos al 50 %. Ademas en el aneurisma,
si bien se presentan tensiones menores que en las zonas
de inflexién, se generan esfuerzos o, de magnitud
considerable (aproximadamente entre 100 y 200 kPa) en
la cara interior de la pared.

Notar que la importancia de la distribucion del campo
de tensiones en la zona de mayor criticidad (region AN,
seccion ASC) radica, en que segun publicaciones
previas [12], es ahi donde se producen las primeras
roturas del tejido interno (disecciones) y probablemente
su posterior fallo.

Segun la Tabla 3, se puede comparar de manera directa
los resultados obtenidos para el caso AATA 2 con los
publicados por Garcia-Herrera [7], en torno a la porcion
ascendente, donde los valores para la tension principal
para la aorta sana en condicion normotensa fue de
0,=146 kPa y para el aneurisma 337 kPa; mientras que
para una condicion sana hipertensa 0,=290 kPa, y para
el aneurisma 512 kPa. Quedan en evidencia los efectos
de la patologia y la dilatacion sobre la respuesta
mecanica del vaso en estudio, generando que el esfuerzo
principal maximo aumente por sobre un 100% sobre la
region para un estado similar de cargas.

Tabla 3. Parametros mecanicos de las secciones
analizadas.
Seccion DCXIO? Eine
[mmHg ] [kPa]
ANEU 7,92 291
ASC 10,72 163
UST 8,26 186

Por otro lado, comparativamente en relacion a los
valores obtenidos por Nathan et al. [12] para una arteria
sana y en condicion normotensa, cuyas zonas de analisis
fueron la unién sinotubular (UST), la porcion
ascendente (ASC) en sus regiones anterior (AN) y
posterior (PO); se publicaron valores para la tension de
von Mises de 430, 400 y 380 kPa, respectivamente. Para
las mismas tres zonas (UST, ASC anterior y ASC
posterior), con el modelo de control propuesto (AATA
2) se obtuvieron en la cara interna de la pared adrtica
valores para la tensién de von Mises de 270, 350 y 170
kPa; respectivamente. Se observa que, Considerando las
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suposiciones utilizadas por este autor [12], existe una
sobreestimacion de los esfuerzos, teniendo en cuenta
que los valores encontrados en su estudio estaban
referidos a pacientes sanos y el modelo constitutivo era
elastico lineal.

5. CONCLUSIONES

Mediante la simulacién numérica se analiz6 la respuesta
mecanica de un aneurisma de aorta ascendente afectada
por el SMF, bajo condiciones fisiologicas in-vivo. La
metodologia propuesta para estimar el campo de
tensiones iniciales, proporciond una descripcién mas
realista del comportamiento mecanico del aneurisma
sometido cargas fisioldgicas normales e hipertension.

La tensién maxima principal, adoptada como criterio
para evaluar el riesgo, permiti6 la determinacion de las
zonas criticas de la zona aneurismatica. Los resultados
de la simulacién, muestran que a nivel del arco adrtico,
la distribucion de tensiones fue bastante uniforme, cuya
zona de mayor tension se hallo en la zona interior de la
curvatura. Ahora bien, en la zona aneurismatica, se
hallaron 2 zonas de alta criticidad: la region anterior
(AN) de la porcion ascendente (ASC) y sobre la region
lateral izquierda (LI) al nivel de la seccion inicial del
aneurisma (INI). La mayor tensién principal o, sobre la
superficie interna de la pared adrtica, se encontrd en la
region AN en las cercanias de la seccion ASC. Es
importante mencionar que tanto el giro (), como el
desplazamiento axial (u) de la raiz afectan en menor
grado el campo de tensiones (o;) del aneurisma.
Ademas, la presion interna del vaso, afecta de manera
importante la magnitud de la distribucion de esfuerzos
generados sobre la pared del aneurisma, siendo éste un
factor de control importante sobre pacientes con esta
patologia.

Respecto a los indices utilizados en el andlisis clinico
(DC y Ei), se encontraron algunas diferencias en
relacion a publicaciones previas, probablemente debido
a las condiciones y propiedades especificas de cada
muestra ensayada. A pesar de ello, éstos fueron
cercanos a los rangos experimentales.
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RESUMEN

El uso de hormigén autocompactante se ha convertido en algo habitual desde su aparicion a finales de la década de los
80 gracias a la reduccion de costes de mano de obra, la buena calidad del acabado superficial y su uso en piezas
fuertemente armadas. Por otro lado, los hormigones reforzados con fibras aportan una mejora en las propiedades
mecanicas que puede permitir la reduccion de armados y, en general, mejorar la respuesta del material ante todo tipo de
solicitaciones, especialmente de traccion.

En este trabajo se ha estudiado el comportamiento mecanico de un hormigén autocompactante con fibras de poliolefina.
Se han obtenido resultados de caracterizacion mecéanica y de fractura de un hormigén autocompactante de referencia sin
fibras y de tres dosificaciones con fibras desde 3 kg/m?® hasta 6 kg/m*. Estos resultados han proporcionado un notable
incremento en los valores de resistencia post-fisuracion y de energia de fractura sin perjuicio de sus propiedades
autocompactantes en estado fresco.

ABSTRACT

Since the development of the first Self-Compacting Concrete in the late 80’s, its use has become widespread due to the
reduction of the labor costs, the good finishing quality and the achieving of the necessary fluidity for congested
reinforced pieces. Furthermore, Fiber Reinforced Concrete provides improvements of the mechanical properties which
may even permit the reduction of the reinforcement.

The mechanical behavior of a Self-Compacting Concrete with polyolefin fibers has been explored in this research.
Results for mechanical properties and for fracture and post-cracking toughness have been obtained. The experimental
campaign has been performed for a plain Self-Compacting Concrete and for three different fiber dosages from 3 kg/m?
to 6 kg/m?. These results show a significant enhancement of the post-cracking strength and the fracture energy without
harming in the concrete self-compacting properties in fresh state.

PALABRAS CLAVE: Hormigén Autocompactante, Hormigon Reforzado con Fibras, Fractura, Fibras de poliolefina

1. INTRODUCCION de viscosidad. Todo esto supone un encarecimiento del

j 5o PO to.
Las ventajas tecnoldgicas del hormigén producto

autocompactante (HAC) han extendido el uso de este
tipo de hormigén debido a su facilidad de ejecucion, su
calidad y las prestaciones mecanicas que se obtienen
[1,2]. Se define como hormigdén autocompactante
(EHE-08) [3] aquél que, como consecuencia de una
dosificacion estudiada y del efecto de aditivos super-
plastificantes especificos, se compacta por la accioén de
su propio peso, sin necesidad de energia de vibracion ni
de cualquier otro medio de compactacién, no
presentando segregacion, bloqueo de arido grueso,
sangrado ni exudacion de la lechada.

En contraposicion, el HAC, debido a su mayor
contenido de cemento, puede presentar problemas de
retraccion enddgena que puede dar lugar a la formacion
de fisuras [4]. Para conseguir la autocompactabilidad en
estado fresco y evitar tan elevadas cantidades de
cemento se incorpora el filler, que permite reducir el
calor de hidratacion, la retraccion y aporta cohesion a la
mezcla. Ademas de los aditivos super-plastificantes, en
muchas ocasiones son necesarios aditivos modificadores

Los hormigones reforzados con fibras (HRF) se definen
como aquellos hormigones que incluyen en su
composicion fibras cortas, discretas y aleatoriamente
distribuidas en su masa [3]. La aportacion de fibras
permite controlar los problemas de la fisuraciéon por
retraccion [5]. Sin embargo, la principal prestacion que
aportan las fibras es la mejora frente a los esfuerzos de
flexion y tracciodn, principal debilidad de los materiales
cementicios y que podria, incluso, permitir la reduccion
del armado de acero convencional.

La adicion de fibras al hormigén, retarda la propagacion
de fisuras aportando tenacidad e incrementando la
resistencia a traccion y flexotraccion [6]. Se consigue,
ademads, una mejora del confinamiento y el anclaje de
armaduras [3] y, por lo tanto, una mejora en las
propiedades mecanicas del hormigoén armado. Existen
en el mercado fibras de diversos materiales (acero,
vidrio, poliméricas, de carbono, naturales, etc.) y formas
(superficies lisas o rugosas, con anclajes y patillas, etc.)
por lo que la eleccion del tipo de fibra y la proporcion
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del aporte al hormigoén son esenciales para la obtencion
de las prestaciones deseadas en el HRF [7].

Desde el punto de vista estructural, el uso de hormigén
reforzado con fibras de acero es el que estd mas
extendido y estudiado tanto en esfuerzos de flexion
como de cortante, o en fatiga o fractura [8,9]. El punto
débil de estas fibras es la durabilidad porque el espesor
de recubrimiento no protege las fibras de acero de la
corrosion debido a que la distribucion de fibras es igual
en todos los puntos y por tanto puede haber muchas
fibras sin recubrimiento adecuado. La aparicion de las
fibras poliméricas, mas estables quimicamente, supuso
una solucion a los problemas de durabilidad observados
en las fibras de acero. Las fibras sintéticas de
polipropileno, debido a su bajo médulo de elasticidad,
han sido utilizadas generalmente para reducir la
fisuracion por retraccion y no como refuerzo estructural.

Aunque proporcionan alguna mejora en el
comportamiento mecanico en estado endurecido, es
cuando el hormigébn es aun plastico cuando
proporcionan beneficios [5] para controlar la
microfisuracion.

Las fibras de poliolefina son fibras poliméricas con
propiedades mecénicas mejoradas. Estas fibras han
permitido aproximar el comportamiento post-fisuracion
de hormigones reforzados con fibras de poliolefina al de
los hormigones reforzados con fibras de acero con
contenidos en peso mucho menores [10].

En el presente trabajo, se estudia la union de las
propiedades autocompactantes del HAC con el efecto de
la aportacion de fibras de poliolefina (HACRF). Para
ello, se ha dosificado un HAC con un contenido
moderado de cemento y con resistencias caracteristicas
a compresion en el rango de los usos mas habituales de
la construccion. Con esta dosificacion se pretende
caracterizar un hormigén competitivo y evaluar las
prestaciones del HACRF en estado endurecido. Se ha
realizado un estudio comparativo de las propiedades
mecanicas de tres hormigones con fibras de poliolefina,
variando sus contenidos de fibras entre 3 kg/m® y 6
kg/m* y con el objetivo de caracterizar su
comportamiento mecanico.

2. CAMPANA EXPERIMENTAL

Tras la realizacion de los ensayos de ajuste necesarios,
se definieron cuatro mezclas, todas ellas sobre la base
de una dosificacion de HAC patron. Asi, ademas del
hormigén sin fibras (HAC) se fabricaron hormigones
con contenidos de fibras de 3 kg/m* (HAC3), 4,5 kg/m?
(HACA4,5) y 6 kg/m® (HACH).

De cada una de las mezclas se obtuvieron resultados de
autocompactabilidad  en estado fresco, de
caracterizacion mecanica y de comportamiento post-
fisuracion mediante ensayos de flexiéon en tres puntos
con entalla.

2.1 Dosificacién y caracterizacion en estado fresco

Para la fabricacion de HAC se pueden emplear los
mismos aridos que para el hormigdén convencional sin
especificaciones fisico-quimicas particulares [11]. No
obstante, para poder asegurar el comportamiento en
estado fresco que define al hormigon autocompactante,
es necesario conocer y controlar la calidad y la
regularidad de los aridos. La distribucién de tamaios de
las particulas es la que confiere al hormigon su
comportamiento en estado fresco. Para este trabajo se
utilizan aridos siliceos machacados. El tamafio maximo
de la grava es de 12,7 mm y su mddulo granulométrico
es de 6,94. En el caso de la gravilla y la arena, los
modulos  granulométricos son 5,83 'y 2,66
respectivamente.

Se afiadié también un filler calizo con las siguientes
caracteristicas aportadas por el fabricante:

e Blaine: 4000-4500 gr/cm?
e % CaCO3 > 98% en peso
e Retenido en tamiz de 0,045 mm < 0,05 %

En cuanto al cemento, para la confeccion de los
hormigones se utilizé un cemento CEM I 52,5 R/SR.

Los aditivos quimicos son un componente fundamental
para los HAC [3,11] y en este caso se utilizo stper-
plastificante SikaViscoCrete-5720. Para no encarecer la
mezcla se prescindid de aditivos modificadores de
viscosidad.

Las propiedades medias de las fibras de poliolefina
aportadas por el fabricante son:
e Longitud : 60 mm
Densidad: 0,910 gr/cm?
Diametro equivalente: 0,903 mm
Resistencia a traccion: > 500 MPa
Modulo de Elasticidad: > 9 GPa

Conocidos y seleccionados los materiales se realizaron
ensayos previos para el ajuste de la dosificacion tanto
sin fibras como con el maximo contenido de fibras a
estudiar. En la Tabla 1 se muestra la dosificacion
definitiva escogida. El hormigén se fabricé con una
hormigonera de eje vertical de 100 litros de capacidad y
las probetas fueron hormigonadas a temperatura de
laboratorio.

Tabla 1. Dosificacion de HAC por m? de cada hormigon

Cemento (kg/m?) 375
Agua (kg/m?) 187,5
Filler calizo (kg/m?) 200
Arena (kg/m?) 917,7
Gravilla (kg/m?) 2447
Grava (kg/m?) 367,1
Superplastificante 1,25%
Relacion a/c 0,50
Relacion a/finos 0,31




Se caracteriz6 el hormigén en estado fresco mediante el
Ensayo de escurrimiento (UNE-EN: 12350-8) [12] y el
Ensayo del embudo en V (UNE-EN: 12350-9) [13]. La
Tabla 2 contiene los resultados medios que se
obtuvieron.

Tabla 2. Ensayos en estado fresco

Ensayo | LATAMENO |y | HACS | HAC4,S | HACG
medido

Extension Tso(s) 3.5 3 3,5 4

deflujo | 4 mm) 605 | 642 600 590

Embudo

on Ty(s) 8 12 11 16

Todos los resultados estdin dentro de los rangos
admisibles de autocompactabilidad, no presentando
segregacion ni bloqueos de la masa de hormigdn a pesar
de la presencia de fibras. En la Figura 1 puede verse el
resultado del Ensayo de escurrimiento con 4,5 kg/m?* de
fibras, observandose wuna distribucion de fibras

homogénea, la forma practicamente circular de la torta y
sin segregacion en el borde.

Figura 1. Aspecto visual de la “torta” de la
dosificacion HAC4,5 tras el Ensayo de escurrimiento.

2.2 Caracterizacion de las propiedades mecanicas

Con cada una de las dosificaciones se fabricaron 3
probetas prismaticas de dimensiones 430x100x100 mm?
y 8 probetas cilindricas de 300 mm de altura y 150 de
diametro. Estas probetas se mantuvieron las primeras 24
horas en los moldes a temperatura de laboratorio y se
introdujeron posteriormente en una camara de curado a
20°C y humedad relativa del 95%.

Con 8 de las probetas cilindricas se realizaron ensayos
de resistencia a compresion simple a 7 y 28 dias [14] y
moédulo de elasticidad a 28 dias [15]. Se realizaron,
ademas, ensayos de traccion indirecta (ensayo
brasilefio) a 28 dias [16]. Los valores medios obtenidos
de resistencia caracteristica y modulo de elasticidad se
muestran en la Tabla 3.

Tabla 3. Ensayos caracterizacion mecanica

Ensayo HAC | HAC3 | HAC4,5 | HAC6
elaIs\;Iizgl(;l;g(nga) 34,6 312 31,6 36,1
R. flfa‘;lf(’ﬁi};’)n Tl 358 | 346 | 312 | 316
R, Cgf;;zﬁs}ig‘ 81 300 | 423 | 385 | 414

R. Traccion (MPa) 3,78 4,38 4,18 4,09
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2.4. Ensayos de fractura

Con las probetas prismaticas de dimensiones
430x100x100 mm?, se realizaron ensayos de flexion en
tres puntos con entalla segin la recomendacion RILEM
TC-187-SOC [17].

Para el desarrollo de estos ensayos, se eligi6 una luz 3D,
siendo D, el canto de la viga. En el centro de la luz se
realizé la entalla de profundidad D/3. El control del
ensayo se realizd con la apertura de los labios de la
fisura (CMOD). Para la medicion de la flecha durante el
ensayo, se colocaron dos dispositivos paralelos LVDT
uno a cada lado de la probeta. Los valores de carga y
posicion del actuador de la maquina quedaron también
registrados simultaneamente.

En las probetas de hormigones con fibras, debido a los
mecanismos de absorcion de energia en el proceso de
post-fisuracion (bien por rotura de la fibra, por
arrancamiento, por puenteo de la fisura, por pérdida de
adherencia o por fisuracion de la matriz) [18], se
producen deformaciones muy superiores a las que se
producen en hormigones convencionales sin producirse
el colapso como se aprecia en las Figura 2. Por ello, se
superd el rango de medicion del dispositivo destinado a
medir el CMOD vy se programo el cambio de control a
posicion del actuador de la maquina una vez el
dispositivo CMOD saturaba. De este modo se pudieron
obtener valores con flechas muy superiores a las que
corresponderian con el valor de CMOD maximo
recogido. Para poder cumplir los valores de la
recomendacion RILEM-187-SOC [17], se calcularon las
velocidades de apertura hasta el cambio de control a
posicion y se programd el ensayo. El ensayo se detuvo
en todos los HACRF sin alcanzar la fractura de las
probetas, comprobandose el importante incremento en
la ductilidad y capacidad de deformacion que aportan
las fibras.

Figura 2. Probeta de HAC4,5 después del ensayo de
fractura y efecto de “puenteo” de la fibra.
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3. RESULTADOS DE LOS ENSAYOS DE
FRACTURA

Se realizaron tres ensayos de cada mezcla y de cada
ensayo se registraron los valores de apertura de fisura,
flecha a ambos lados de la probeta, carga aplicada y
desplazamiento del actuador de la maquina. Estos datos
se trataron segun la recomendacion RILEM TC-187-
SOC [17]. En la Figura 3 se pueden ver las curvas
Fuerza-desplazamiento de las probetas con fibras.

Con los valores obtenidos de flecha se calcularon los
valores medios de energia de fractura que se presentan
en la Tabla 4. En las probetas con fibras se obtuvieron
dos valores: uno con los valores de flecha cuando se
detiene el ensayo y otro con los valores de flecha hasta
5 mm. Esto se hizo para que los resultados se pudieran
comparar pero también porque a partir de
aproximadamente 5 mm de flecha se observo que la
carga descendia en todos los casos y las deformaciones
se correspondian con una flecha de L/60, que superaba
el rango habitual en el ambito de las estructuras de
hormigoén.
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5000 (i R R H
. - - x - - HAC45
4000 i‘ 77777 1””7”4; 7777777 r 7777777 i 7777777 —— HACS6 | |
z
g 3000 i
5 f
=}
w

2000 [

1000 3

Flecha (mm)

Figura 3. Curvas Fuerza —desplazamiento de los
ensayos de fractura de los hormigones con fibras de
poliolefina.

Tabla 4. Energia media de fractura (Gr) en N/m.

HAC HAC3 | HAC4,5 | HAC6
Gy hasta 130 645 1292 1086
5 mm
Grensayo| 130 927 2184 1660

Para el andlisis se extrajeron los valores medios de
carga maxima (carga pico) (F), carga minima post-
fisuracion en el cambio de curvatura (£,,;,) y la carga
remanente post-fisuracion (F,.,), la maxima que se
obtuvo después de F,;, para cada una de las
dosificaciones. Se obtuvo también la carga
correspondiente con el valor de CMOD igual a 0,5 y
2,5 mm (FI y F3). Con estas cargas, se calcularon las
resistencias correspondientes a la carga maxima (f;;;) y
los correspondientes con CMOD igual a 0,5 y 2,5 mm
(fr1 Y fz3)- Estos son los valores que fija la norma UNE-

EN 14651 [19], y que se obtienen a partir de los de
carga con la expresion (1):

3 F-L
2b- hg,’

fct,j = (1)

Siendo L=3Dy hy,= (D =3D) y b =D.

Estos valores de fz; v fr3 son los que sirven para
analizar la aptitud del hormigén como material
estructural seglin el Anejo 14 de la EHE-08 [3]. Para
poder contar con la contribucion de la fibra en el calculo
estructural el valor de fz; debe ser superior al 40% del
valor de resistencia pico (f;,;) y el valor de fz ; debe ser
superior al 20% del valor de resistencia pico (). Estos
resultados se pueden ver en la Tabla 5.

En las Figuras 4, 5, 6 y 7 muestran las graficas Fuerza —
CMOD obtenidos de cada una de las 3 probetas de cada
dosificacion.
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Figura 4. Curvas Fuerza -CMOD de los ensayos de
fractura de HAC.
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Figura 5. Curvas Fuerza -CMOD de los ensayos de
fractura de HAC3.
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Figura 6. Curvas Fuerza -CMOD de los ensayos de

fractura de HAC4,5.
6000
HAC6
LTI SECITIIEEE SR B TR B
4000 [ - eee g bbb E
z
B 8000 Hgemmmmrbm e =
s
2
2000 [f- Ao B
e
e :j::ﬁﬁ::;;;kr'
1000 S e PR -
e
0
0 0,5 1 1,5 2 25 3 35
CMOD(mm)

Figura 7. Curvas Fuerza -CMOD de los ensayos de
fractura de HACG.
Tabla 5. Fuerzas y Resistencias medias obtenidas en el
ensayo de fractura.

HAC HAC3 HAC4,5 HAC6
Total | % F; | Total | % F; | Total | % F;
&L) 4970 | 5674 | - | sess | - | sse3 | -
fﬁ) - | 582 | 10% | 1140 | 20% | 905 | 15%
’(:N;’ - 924 | 16% | 2076 | 37% | 1658 | 28%
(FN]) 391 | 804 | 14% | 1214 | 21% | 1151 | 20%
g\f) - 769 | 14% | 1699 | 30% | 1416 | 24%
fCt,l
(Mba) 5,03 | 5,75 - 5,73 - | 594 | -
(I\j/%f”la) - 0,81 | 14% | 1,23 | 21% | 1,17 | 20%
(ﬁlfa) - 0,78 | 14% | 1,72 | 30% | 1,43 | 24%

4. DISCUSION DE RESULTADOS

Comparando el comportamiento mostrado en las
Figuras 4 y 5 se puede observar como el hormigén con
3 kg/m’ de fibras de poliolefina muestra una mejora de
las propiedades respecto al HAC. Las fibras de
poliolefina consiguen evitar el colapso de la probeta y
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son capaces de absorber la carga que libera el hormigon
al fisurarse. Asi se llega a obtener una carga media de
unos 600 N en la parte mas baja de la grafica. Ademas
esta carga aumenta ligeramente al aumentar la flecha de
la probeta. Asi pues, la adicion de fibras supone una
mejora notable de la ductilidad del hormigon HAC3
respecto al hormigon de control. Los hormigones con
contenidos de fibra mayores confirman esta tendencia.

Sin embargo puede observarse en las Figuras 6 y 7
como probetas con un menor contenido tedrico de fibras
han tenido resultados de mayor resistencia residual
(HAC4,5 y HAC6). Puesto que el comportamiento post-
fisuracion esta gobernado por el efecto de las fibras se
decidié realizar un andlisis de las superficies de fractura
y su contenido de fibras. Las superficies de fractura de
los hormigones fueron eminentemente planas pero se
detectd que el nimero de fibras no era marcadamente
diferente como era de esperar entre las probetas de
HAC4,5 y HAC6. Ademas se observdo que la
distribucion de fibras no fue uniforme en todas las
probetas. Para cuantificar estas diferencias se conto el
numero de fibras en cada seccién y se cuantificd el
numero de fibras situadas en el tercio superior y en el
tercio medio de la seccion fracturada tal y como se
muestra en la Figura 8.
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Figura 9. Distribucion de puntos Fuerza minima —
numero de fibras
Esta dispersion en la distribucion de las fibras se podria
atribuir a la forma de hormigonado de las probetas y al
efecto pared. En los HAC, la existencia de flujo durante
el hormigonado hace que las fibras tiendan a colocarse
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en la direccion del flujo. Por otro lado, el efecto pared
se produce por la existencia de una superficie lisa que
impide ciertos movimientos y que hace que las fibras
contenidas en el flujo de hormigén se coloquen en un
plano paralelo a dicha superficie [18]. En la Figura 9 se
muestra el nimero total de fibras y el nimero de fibras
en el tercio medio de la superficie de fractura frente a la
carga minima post-fisuracion (£,,;,) en la que se puede
observar que parece existir una relacion lineal entre la
carga y el nimero de fibras en el tercio central.

5. CONCLUSIONES

Se ha conseguido dosificar tres tipos de hormigon
autocompactante con diferentes contenidos de fibras
cumpliendo todos ellos los requisitos fijados en la EHE-
08 [3] y obteniéndose, por lo tanto, un HACRF de alta
calidad.

La adicion de fibras de poliolefina no ha supuesto una
reduccion de la resistencia a compresion, traccion
indirecta o del modulo de elasticidad respecto a la
muestra de control.

La energia de fractura de todos los hormigones con
fibras de poliolefina es notablemente superior a la de la
muestra de control.

En todos los hormigones con fibras se han obtenido
valores significativos de fz; que han sido mayores que
el 20% de la resistencia pico (f.;) en los hormigones
HACA4,5 y HACS, por lo que en ambos casos se cumplid
con uno de los requisitos para poder contar con la fibra
en el célculo estructural.

La dispersion de resultados en los ensayos de fractura
de los hormigones HAC4,5 y HAC6 se ha explicado
debido a la falta de uniformidad en el nimero y
distribucion de fibras. En estos hormigones parece que
hay una relacion entre la carga minima post-fisuracion y
el nimero y distribucion de las fibras en la seccion
fracturada. Aunque los valores de fz; no han sido
superiores al 40% de la resistencia pico, valor que exige
la EHE-08 [3] para tener en cuenta la aportacion de las
fibras en el calculo estructural, los resultados obtenidos
sugieren que una mayor cantidad de fibras mejoraria la
carga minima post-fisuracion manteniéndose los
requisitos de autocompactabilidad.

Como se ha observado esta dependencia de la carga
minima post-fisuracion y el numero de fibras, un
estudio sobre el proceso Optimo de hormigonado y el
efecto pared también podria permitir una mejora
adicional de los resultados obtenidos.
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RESUMEN

En este trabajo se presenta un procedimiento original para obtener la curva de ablandamiento en hormigén a partir de un
ensayo de compresion diametral y un ensayo de flexion en tres puntos. Se trata de un método inverso que combina
resultados experimentales, calculos numéricos por elementos finitos y un algoritmo iterativo desarrollado expresamente
para la presente investigacion. El punto de partida del algoritmo es la curva de ablandamiento bilineal, sobre la que se
aplican una serie de transformaciones sucesivas reduciendo en cada paso la diferencia entre los resultados numéricos y
experimentales. El procedimiento ha sido aplicado con éxito a dos hormigones convencionales, obteniendo en ambos
casos una curva de ablandamiento que ajusta de forma practicamente perfecta los registros experimentales del ensayo
de flexion en tres puntos.

ABSTRACT

This paper presents an original procedure to determine the softening curve in concrete from a diametric Brazilian test
and a three point bend test. An inverse procedure is proposed combining experimental results, numerical finite element
computation and an iterative algorithm developed expressly for this research. The starting point of the algorithm is a
bilinear softening curve, on which a successive transformations are applied decreasing the difference between the
experimental and numerical results in each step. The procedure has been applied successfully to two conventional
concretes. The final result is a softening curve that adjusts almost perfectly experimental data of the three point bending
test.

PALABRAS CLAVE: Fractura de hormigon, fisura cohesiva.

La teoria de la fisura cohesiva simula los mecanismos
de dafio que preceden a la rotura como una fisura que

1. INTRODUCCION

El modelo cohesivo o la teoria de la fisura cohesiva es
una de las técnicas mas utilizadas para simular el
proceso completo de fractura de hormigén. Fue
introducido en los afios 60 por Dugdale [1] y Barenblatt
[2], para explicar la singularidad tensional existente en
la raiz de una fisura, y una década mas tarde fue
desarrollado y generalizado por Hillerborg et al [3]. El
modelo ha sido aplicado con éxito para describir la
fractura de materiales cuasifragiles [4-10], ceramicos,
polimeros e incluso metales [11-12].

transmite cargas entre sus labios. La relacion entre la
tension transmitida y la apertura de los labios es una
propiedad del material denominada curva de
ablandamiento. La medida directa de esta funcion es
muy compleja, por lo que para su determinacion se
utilizan procedimientos indirectos consistentes en
aproximar la curva real por una curva analitica
dependiente de un conjunto de parametros y determinar
experimentalmente dichos parametros [5, 6].
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Entre los diversos modelos simplificados se encuentra la
curva bilineal, formada por dos tramos rectos,
dependiente de cuatro parametros: la resistencia
cohesiva, la energia de fractura y las coordenadas del
punto de separacion de los dos tramos lineales. Esta
curva permite predecir el comportamiento del hormigén
de forma relativamente satisfactoria [6, 13].

El presente trabajo propone la aplicacion de un
algoritmo iterativo que mejora el grado de aproximacion
de las predicciones del modelo a los resultados
experimentales. No postula previamente la forma de la
curva de ablandamiento, parte de la curva bilineal y la
transforma sucesivamente hasta obtener una funciéon que
minimice las diferencias entre los resultados
experimentales y numéricos.

El algoritmo ha sido aplicado a dos hormigones
convencionales. El programa experimental, tomado de
la bibliografia, se analiza en el siguiente apartado, la
modelizacion numérica y el algoritmo propuesto se
describen de forma completa en los apartados tercero y
cuarto respectivamente, y finalmente, se muestra el
resultado de su aplicacion obteniendo una curva de
ablandamiento que ajusta casi perfectamente los
resultados numéricos a los datos experimentales.

2. RESULTADOS EXPERIMENTALES

Para validar el método de determinacion de la curva de
ablandamiento, se ha tomado de la bibliografia un
programa de fractura de hormigén realizado en el
Departamento de Ciencia de los Materiales de la
Universidad Politécnica de Madrid por uno de los
autores de la presente investigacion [13-15]. El
programa experimental incluye dos hormigones
ordinarios con resistencias de disefio 25 y 40 MPa.
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Figura 1. Registros experimentales Carga-CMOD
correspondientes al hormigon tipo 1.

En cada uno de los hormigones se llevaron a cabo tres
ensayos de compresion, tres ensayos brasileflos y seis
ensayos de flexion en tres puntos. En estos ultimos se
utilizaron vigas de 500x100x100 mm con una
profundidad de fisura de 33 mm. Los detalles del
dispositivo experimental empleado pueden encontrarse
en [13-15]. Los registros carga-desplazamiento de
apertura del extremo de la entalla, P-CMOD, obtenidos
aparecen en las figuras 1 y 2.
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Figura 2. Registros experimentales Carga-CMOD
correspondientes al hormigon tipo 2.

Los ensayos fueron estables hasta su finalizacion. Se
observa que en todos los casos existe un tramo inicial
aproximadamente lineal seguido de una caida de carga
hasta practicamente alcanzar el cero, producida por la
propagacion estable de la fisura en el plano de simetria
de la probeta.

A partir de los resultados experimentales se obtuvieron
los parametros de la curva de ablandamiento siguiendo
el procedimiento descrito en [14-15] Los resultados
aparecen en la tabla 1.

Atension, ¢

curva de ablandamiento

aproximacion bilineal
(Wi O)

C »
Lad

apertura de grieta, w

Figura 3. Curva de ablandamiento bilineal.



Tabla 1. Parametros de la curva de ablandamiento
bilineal y modulo de elasticidad E

Hormigén 1 | Hormigdn 2
fi (MPa) 2.24 2.84
E (GPa) 31.6 32.5
W, (mm) 0.272 0.293
ok (MPa) 0.375 0.378
wy (Lm) 15.6 21.8

3. MODELIZACION NUMERICA

Los ensayos de flexion en tres puntos se han
modelizado empleando el método de los elementos
finitos con el cédigo comercial ABAQUS v6.9.3. La
modelizacion se ha realizado en dos dimensiones al
adoptar la hipotesis de tension plana. La malla empleada
esta formada por elementos cuadraticos de 4 nodos con
400 elementos en el ligamento de la probeta.

El material fuera de la zona de rotura es elastico lineal.
El médulo de elasticidad y el coeficiente de Poisson se
han tomado de [14]. En el ligamento de la malla se ha
introducido una banda muelles no lineales cuyo
comportamiento carga desplazamiento estd dado por la
curva de ablandamiento. En un primer calculo se ha
considerado la curva bilineal del apartado experimental
obteniendo las siguientes figuras:
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Figura 4. Prediccion inicial de la curva carga-CMOD a
partir de la curva de ablandamiento bilineal en el
hormigon tipo 1.

Los resultados numéricos se comparan con las curvas
medias experimentales. Se observa que los ajustes
obtenidos son relativamente buenos aunque en ninguno
de los dos casos se ha producido un ajuste perfecto.
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Figura 5. Prediccion inicial de la curva carga-CMOD a
partir de la curva de ablandamiento bilineal en el
hormigon tipo 2.

4. ALGORITMO AMS-UPM

Para mejorar el ajuste que aparece en la Figura 4 y en la
Figura 5 se propone modificar la curva de
ablandamiento introduciendo en la misma dos

transformaciones sucesivas.

La primera transformacion se aplica al desplazamiento

cohesivo, w, definiendo una nueva curva de
ablandamiento o;.;=f(w;,;) calculada como

cMoD, _(P)
W (0)=w,(o)— = M

CMOD.(P)

La tensiéon cohesiva, o, y la carga aplicada, P estan
relacionadas por la siguiente expresion

o P g
7 = (PJ )
t max

donde B es un coeficiente adimensional, comprendido
entre 0.5 y 3 y P ©s la carga maxima. Las siguientes
figuras muestran la transformacién 1 del proceso de
calculo iterativo. La figura 6 compara la curva
experimental (curva continua) con la curva numérica de
la iteracion i (curva puntos). Con las ecuaciones (1-2) se
obtiene una nueva curva de ablandamiento (Figura 7),

que aunque no predice correctamente la curva
experimental, mejora el ajuste previo (Figura 8).
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Figura 6. Curva carga-desplazamiento experimental y
curva numérica de la iteracion i del algoritmo.
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Figura 7. Curvas tension deformacion de las iteraciones
ieitl.

Aplicando sucesivamente el procedimiento se modifica
la curva de ablandamiento hasta llegar a una curva cuya
transformada por la ecuacion 1 no mejora el ajuste. En
este momento se introduce la transformacion 2
consistente en reducir la resistencia cohesiva
proporcionalmente a la carga maxima experimental y
numérica (3)

max
exp erimental

max (3)

numerica

O =0y

La modificacion tipo 2 se aplica una vez pasando a
continuacion a repetir el bucle de modificaciones tipo 1.
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Figura 8. Curvas carga-desplazamiento experimental y
curvas numéricas de las iteraciones i e i+1 del
algoritmo.

El procedimiento finaliza cuando la curva transformada
por las ecuaciones 1 y 3 no mejora el ajuste de los
resultados experimentales.

La implementacion numérica del algoritmo se ha
realizado en Python, lenguaje utilizado por el codigo de
elementos finitos ABAQUS para escribir la salida de
resultados. Con el fin de simplificar el procedimiento de
calculo, se ha desarrollado una aplicaciéon no comercial
BUCLE TPB H [16] que permite lanzar calculos,
analizar resultados y modificar la curva de
ablandamiento de forma automatica.

5. RESULTADOS

El algoritmo anterior ha sido aplicado a los dos
hormigones convencionales descritos en el apartado 2.
En ambos casos se ha determinado la curva de
ablandamiento que mejor ajusta la curva promedio de
los resultados experimentales carga-CMOD del ensayo
de flexién en tres puntos.

Las siguientes figuras muestran la calidad del ajuste
obtenido. En los dos casos existe un ajuste muy bueno
entre los resultados numéricos y los valores
experimentales.

Las curvas de ablandamiento finales se han
representado en la Figura 11 y en la Figura 12,
comparandolas con las curvas bilineales
correspondientes. En ambos casos la curva final
mantiene aproximadamente la pendiente inicial de la
curva bilineal, suavizando la regioén proxima al punto de
quiebro.
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Figura 9. Ajuste carga-CMOD correspondiente al
hormigon tipo 1.
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Figura 10. Ajuste carga-CMOD correspondiente al
hormigon tipo 2.

6. CONCLUSIONES

Se ha propuesto un método iterativo original para
determinar la curva de ablandamiento en hormigén. El
procedimiento reduce la diferencia entre los resultados
numéricos 'y los experimentales modificando
sucesivamente la curva de ablandamiento.

El algoritmo ha sido aplicado con ¢éxito a dos
hormigones convencionales.

La curva de ablandamiento resultado del método ajusta
de forma practicamente perfecta la curva promedio
carga-CMOD de los ensayos de flexion en tres puntos.
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Figura 11. Curva de ablandamiento final y curva
bilineal del hormigon tipo 1.
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Figura 12. Curva de ablandamiento final y curva
bilineal del hormigon tipo 2.

La curva de ablandamiento final no supone una
modificacion sustancial de la curva de ablandamiento
bilineal, manteniendo la forma global.

El presente trabajo no plantea un método alternativo al
método indirecto convencional basado en la curva de
ablandamiento bilineal, propone un procedimiento
complementario para mejorar el ajuste numérico
experimental.
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RESUMEN

En este trabajo se presenta el estudio de la energia de fractura de dos tipos de morteros de cemento reforzados con fibras
de vidrio (GRC). El primer tipo es un GRC normal y en el segundo se ha realizado una adicién de un 25% en peso de
cemento de metacaolin de alta reactividad. El estudio de la energia de fractura de este tipo de material es de especial
relevancia puesto que las normas que rigen su utilizacion no proporcionan datos sobre esta propiedad del material. Para
solventar estos problemas se ha planteado una modificacion de la recomendacion RILEM TC-187-SOC. Se han
modificado las dimensiones de las probetas y se han adaptado el resto de caracteristicas. Los ensayos han mostrado
como el GRC de control y el GRC con metacaolin tienen respectivamente una energia de 455 N/m y 1824 N/m.

ABSTRACT

This work presents the evaluation of the fracture energy of two types of glass fiber reinforced cement (GRC). The first
type of GRC had a normal composition and the second type had a 25% of the cement weight metakaolin addition. This
metakaolin had high reactivity. The study of the fracture energy in GRC is essential due to the lack of data about this
mechanical property. Also the usual test method recommendations of this material do not provide any mean to obtain it.
To solve these problems a modification of recommendation RILEM TC-187-SOC has been performed. Sample
geometry has been modified to adapt it to GRC while the rest of the test parameters were maintained. Tests results
showed that GRC without additions has a fracture energy of 455 N/m and GRC with 25% metakaolin addition has a

fracture energy of 1824 N/m.

PALABRAS CLAVE: GRC, mortero de cemento, fibra de vidrio, energia de fractura

1. INTRODUCCION

El mortero de cemento reforzado con fibras de vidrio
(GRC) es un material que surgidé de la necesidad de
obtener un sustituto al fibrocemento. Este estaba
formado por mortero de cemento y fibras de amianto y
dejo de ser fabricado con este tipo de fibras por motivos
de salubridad. Las fibras de amianto fueron sustituidas
por otros tipos de fibras entre las cuales se encuentran
las fibras de vidrio. E1 GRC esta formado por tanto, por
la unién de dos materiales con propiedades totalmente
diferentes: mortero de cemento y fibras cortas de vidrio

[1].

Las fibras de vidrio mejoran la ductilidad del mortero de
cemento y su resistencia a traccion. El mortero de
cemento confina las fibras dentro de una matriz
cementicea que aporta resistencia a compresion. Asi
pues, la union de ambos materiales proporciona un
material que tiene una resistencia a traccion y ductilidad
mayor que el mortero de cemento y que posee también
una resistencia a compresiéon alta ya que la que
proporciona el mortero de cemento no se ve reducida
por la inclusién de las fibras de vidrio [2].

La principal ventaja de uso de este material frente a
otros compuestos cementiceos es que sus buenas
propiedades mecanicas permiten su uso sin la presencia
de barras de armado. Los espesores de trabajo del GRC
se suelen fijar en 10 mm. Al fabricar elementos tan
delgados y no disponer de armaduras se consigue una
amplia variedad de disefios y formas que ademas poseen
una gran ligereza. Los usos del GRC en la actualidad
son numerosos. Estos incluyen su uso como barreras
acusticas, cerramientos y encofrados perdidos [3].
Todas estas aplicaciones se caracterizan por un uso no
estructural del material.

El uso del GRC como material estructural se ha visto
limitado por la pérdida de propiedades mecanicas que
tiene lugar con el paso del tiempo. Las propiedades
mecanicas que se reducen de forma mas acusada son la
resistencia a traccion y la ductilidad como ha sido
comprobado en estudios anteriores [4-7].

Para intentar paliar la pérdida de propiedades mecénicas
se han realizado investigaciones en las que se ha
analizado la variacion de propiedades del material con
el paso del tiempo y la influencia que tiene en éstas la
presencia de aditivos en la matriz de cemento. Ha sido
estudiado el efecto de numerosos aditivos como humo
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de silice, metacaolin, cenizas volantes y resinas acrilicas
[8-11].

Sin embargo, en estos estudios se han obtenido
resultados a veces contradictorios. Ademds la
comparacion directa de resultados no es posible puesto
que los métodos de ensayos empleados no son iguales y
las formulaciones usadas no han sido las mismas.

La evaluacion de las propiedades mecanicas del GRC
segun establece la normativa espafiola vigente UNE-EN
1170-5 [12] no proporciona toda la informacion de las
propiedades de los paneles cuando se usan como
elemento de cierre de fachadas. En estas aplicaciones
los paneles no aparecen cargados segun estd dispuesto
en la normativa, perpendicularmente a la superficie del
panel, si no en direccion paralela a las dos direcciones
mayores de las planchas. Esto hace que sea conveniente
conocer las propiedades del material en esta direccion
siendo de especial importancia su comportamiento en
fractura.

En este articulo se plantea hallar la energia de fractura
del GRC sin aditivos y con un 25% de metacaolin de
alta reactividad mediantes una novedoso método de
ensayo.

2. CAMPANA EXPERIMENTAL
2.1 Materiales

Se han utilizado dos tipos distintos de mortero reforzado
con fibra de vidrio. El primer tipo es un mortero de
cemento reforzado con fibra de vidrio con wuna
dosificacion usual en la fabricacion de este material. El
segundo tipo es una modificacion de la dosificacion
tipica a la que se ha afiadido un 25% de metacaolin de
alta reactividad. Las dosificaciones se pueden ver en la
Tabla 1. En todas las formulaciones se ha usado fibra de
vidrio de tipo AR afiadida en una fraccion volumétrica
del 5%. La longitud de las fibras fue de 3.81cm (1.5
pulgadas).

Tabla 1. Dosificaciones GRC.

Control Metacaolin
Cemento 50 kg 50 kg
Arena 50 kg 50 kg
Agua 17 kg 25 kg
plastificante 051 0.51L
Adicion = | ---------- 12.5 kg
Fibra vidrio 5% 5%

Con estos materiales se hormigonaron planchas de
1200x1200x10 mm® mediante el método de proyeccion
conjunta. Este método se basa en la union de la fibra de
vidrio y el mortero de cemento en el mismo molde de la
pieza a hormigonar puesto que son proyectados
simultineamente pero sin existir contacto previo. El
espesor de la planchas no varia puesto que en todos los

usos que se dan al material se aprovecha su ligereza la
cual viene dada por su reducido espesor. El espesor
nominal con el que se trabaja es de 10 mm. Sin
embargo, el proceso de fabricaciéon incluye el acabado
de la cara que queda al aire durante la fabricacion
mediante un enrasado con llana lo que hace que el
espesor real de la plancha tenga ligeras variaciones.

Después de endurecidas las planchas fueron
desencofradas y conservadas a 20°C y 95% de humedad
en una camara climatica hasta cumplir los 28 dias.
Posteriormente han sido conservadas en condiciones de
laboratorio (30% humedad relativa, 20°C) hasta el
momento del ensayo.

De las planchas se elimind el contorno exterior
formando un marco de 5 cm de ancho para evitar la
influencia de las fibras dobladas en el borde del molde.

2.2 Esquema del ensayo

La norma para la evaluacion de la propiedades
mecanicas del GRC de aplicacion en Espafia es la
norma de ambito europeo UNE-EN 1170-5 [12]. Esta
norma fija el método de ensayo para identificar el
comportamiento en tension y deformacion asi como el
limite de proporcionalidad y la rotura a flexion del
GRC. Un esquema de este ensayo se puede ver en la
Figura 1

Figura 1. Esquema ensayo GRC egLZn UNE-EN 1170-5

Sin embargo en numerosas aplicaciones la orientacion
de los paneles y las cargas son diferentes a lo
establecido en esta norma. Las cargas son paralelas a la
superficie del panel, por tanto los datos obtenidos
siguiendo esta normativa no son de aplicacion directa.
Ademas el esquema de flexion en cuatro puntos fijado
[12] genera una serie de fisuras que no aparecen en el
punto de medida de la flecha de la probeta dificultando
la obtencion de la energia de fractura del GRC.

Para poder obtener la energia de fractura en la direccion
paralela a la superficie de los paneles de GRC se ha
realizado una busqueda bibliografica de las normativas
y recomendaciones publicadas [13-16] no hallandose
resultados satisfactorios.

Por lo tanto, se ha partido de la recomendaciéon RILEM
TC-187-SOC [16] la cual es ampliamente usada para



obtener la energia de fractura en hormigones y en
hormigones reforzados con fibras. En esta norma se
fijan las proporciones que deben tener las probetas en
ancho-largo-espesor. Se usan probetas prismaticas con
igual ancho y canto (D) y se recomienda una luz igual o
mayor a tres veces el canto (3D). Estas proporciones no
se pueden mantener en un material como el GRC puesto
que el espesor de las probetas a ensayar es
notablemente inferior.

Se ha realizado una adaptacion de tal recomendacion
respetandose los pardmetros de ensayo en la medida de
lo posible. Se cortaron las probetas con unas
dimensiones de 172x55mm’. Se fijo una luz entre
apoyos de 3D, siendo D el canto de la probeta. En estas
probetas se efectud una entalla igual a D/3 en la mitad
de la probeta. En la Figura 2 se puede ver una de las
probetas, que ha sido pintada de negro, antes del ensayo.
Sobre esta capa de pintura se ha pintado una nube de
puntos blancos que servirdn para la correlacion digital
de imagenes (DIC).
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Figura 2. Probeta GRC entallada. Escala en cm.

Una de las partes mas delicadas del ensayo es la
colocacion de la probeta puesto que hay que asegurar
que su posicion es perpendicular al actuador y que no
hay desviaciones que introduzcan momentos en la
probeta. Para llevar a cabo este proceso la probeta se ha
colocado usando como referencia un nivel laser con el
que se ha podido asegurar la correcta posicion de las
muestras.

La instrumentacion del ensayo es numerosa puesto que
se simultanearon las medidas con los siguientes
sensores: célula de carga, posicion del actuador,
extensometro de medida de CMOD, dos LVDT uno a
cada lado de la probeta y la grabacién del ensayo
mediante sistemas de videoextensometria de correlacion
digital de imagenes (DIC).

La camara encargada de grabar los ensayos no se pudo
disponer enfrente de la entalla puesto que en esa
posicion se encontraban los LVDT. Por lo tanto se
dispuso un sistema de grabacion mediante enfoque
indirecto en el que la camara enfocaba a la entalla en el
reflejo de un espejo dispuesto a 45° de la probeta y de la
camara. Un esquema de la disposicion de la camara se
puede observar en la Figura 3.
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Figura 3. Esquema disposicion camara DIC

En la Figura 4 se ve una imagen de un momento de uno
de los ensayos. En esta se puede ver la medida de la
flecha de la probeta a través de los LVDT y el
extensometro de clip de la medida de CMOD reflejado
en el espejo.

Figura 4. Disposicion del ensayo desde el punto de vista
de la camara.

El control del ensayo se realizO mediante el
extensometro encargado de medir el CMOD. Se
realizaron tres escalones de carga con velocidades
crecientes de apertura de labios de fisura. Dichos
esquemas de carga se pueden ver en la Tabla 2.

Tabla 2. Parametros de control del ensayo

Velocidad (mm/min) | Apertura CMOD(mm)
0.036 0-0.8
0.048 0.8-1.1
0.060 1.1-hasta rotura

3. RESULTADOS

En la Figura 5 se muestran los resultados obtenidos en
los ensayos de fractura del GRC sin aditivos. Se puede
observar como ha habido poca dispersion en los
resultados de los ensayos. En dos de las probetas se
superan ligeramente los 800 N mientras que en la
probeta 3 registré una carga maxima un 15% menor que
las otras dos. Sin embargo, la descarga de todas la
probetas fue similar alcanzandose todos los casos una
apertura de fisura de 1.5 mm.
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Figura 5. Resultados ensayos de fractura GRC de
control.

En la Figura 6 se pueden ver los resultados obtenidos en
los ensayos de fractura del GRC con un 25% de
metacaolin. En la Figura 6 se puede ver con claridad
que ha habido una dispersiéon mayor en los resultados
que en la formulacién de control. La apertura de labios
de fisura varia de 2.2 mm a los 3.2 mm. La carga
maxima que se alcanza tiene desviaciones de alrededor
del 15%. Las ramas de descarga son analogas,
asumiendo cierta dispersion en los resultados, en las
probetas 1, 2 y 4, pero sin embargo no es asi en la
probeta 3. La probeta 3 después de una caida de carga
de alrededor del 10%, correspondiente a una apertura de
0.5 mm, consigue soportar una carga mayor que el resto
de probetas para aperturas iguales. Este comportamiento
continua hasta 1.15mm de apertura de CMOD.

GRC metacaolin
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Figura 6. Resultados ensayos GRC con adicion de un
25% de metacaolin.

4. DISCUSION DE RESULTADOS

Antes de obtener los valores medios de las curvas se ha
de justificar la dispersion observada en la Figura 6. La
dispersion que aparece en la descarga de la probeta 3 del
GRC con metacaolin puede ser explicada mediante el
analisis de las imagenes tomadas durante el ensayo. En
la Figura 7 se muestra el proceso de fisuracion de la
probeta 1 de GRC con metacaolin mostrada en la Figura
6. Se puede observar el proceso de fisuracion desde el
momento inicial del ensayo (izquierda) hasta el final del
mismo (derecha). En la imagen 1 de la Figura 7 se
puede ver la entalla sin que haya ninguna fisuracién en
la probeta. En la imagen 2 se aprecia que una fisura se
ha generado en la parte central de la entalla. En las
imagenes 3 y 4 se observa como se ha desarrollado
dicha fisura llegando en la imagen 5 a la fractura del
material, el instante correspondiente al final del ensayo.

Figura 7. Probeta con una fisura. Imagen 1 inicio
ensayo, imagen 5 final ensayo.

En la Figura 8 se muestra el proceso de fisuracion de la
probeta 3 de la Figura 6. En la imagen 1 se ve la probeta
intacta mientras que en la imagen 2 se puede apreciar
como ha aparecido una fisura que parte de la parte
horizontal de la entalla. Ademas en la imagen 2 se
puede ver que en la parte izquierda de la entalla hay una
pequeiia fisura. En la imagen 3 estas dos fisuras casi han
llegado a unirse. En la imagen 4 se ha producido la
union de estas dos fisuras y la que parte del centro de la
entalla ya ha comenzado a cerrarse. En la imagen 5 se
ve la fractura del material a partir de la fisura que
aparece en el lateral de la entalla.

[
Figura 8. Probeta con dos fisuras. Imagen 1 inicio

ensayo, imagen 5 final ensayo.

Haciendo una correlacion de la curva obtenida en el
ensayo de la probeta 3 mostrada en la Figura 6 con las



imagenes registradas se comprueba como el
comportamiento del material hasta la imagen 2 de la
Figura 8 corresponde a la curva desde el comienzo del
ensayo hasta el cambio de pendiente que tiene lugar
para una apertura de labios de fisura de 0.5 mm. En este
punto la primera fisura creada es capaz de soportar mas
carga y por lo tanto se produce un menor consumo de
energia comenzando otra fisura en la entalla que
avanzando en la fisura central ya existente. Aqui
comienza la aparicion y el crecimiento de la segunda
fisura. El abultamiento de la curva 3 de la Figura 6 que
se produce entre una apertura de fisura entre 0.5 y 1.15
mm corresponde al periodo que comprende la
generacion y el crecimiento de la segunda fisura hasta
que se une con la primera fisura. Este proceso se puede
observar entre las imagenes 2 y 3. Desde la imagen 3 a
la 5 se produce la descarga del material con un
comportamiento similar al del resto de las probetas
creciendo ya la fisura que genera la fractura de la
muestra.

Debido a lo explicado anteriormente el resultado
obtenido con la probeta 3 de GRC con metacaolin se ha
descartado.
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Figura 9. Curvas medias de GRC de control y GRC con
25% de metacaolin.

En la Figura 9 se muestra el comportamiento medio de
las probetas de GRC de control y GRC con 25% de
metacaolin.

En ambos materiales la pérdida de linealidad tiene lugar
mucho antes del punto de carga maxima. En ambas
formulaciones el comportamiento lineal llega hasta los
380 N. Posteriormente el material pierde rigidez y por lo
tanto el proceso de dafio comienza. Sin embargo, es de
resefiar que mientras el GRC de control alcanza 780N el
GRC con metacaolin supera ligeramente los 930N.

Ademas se puede observar en la Figura 10 que el GRC
de control es notablemente mas rigido que el GRC con

25% de metacaolin. Se ha comprobado que la rigidez
del GRC de control es tres veces superior a la del GRC
con metacaolin.
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Figura 10. Detalle rama de carga de GRC de control y
GRC con 25% de metacaolin.

Para hallar la energia de fractura de los dos tipos de
GRC se ha hallado el trabajo empleado en fracturar las
probetas. Para esto se ha hallado el area debajo de las
curvas carga —flecha que se pueden ver en la Figura 11.
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Figura 11. Curvas medias de GRC de control y GRC
con 25% de metacaolin.

Dividiendo el trabajo hallado por el area de fractura
teorica (10x36.67mm?) se hallaron los valores que se
pueden ver en la Tabla 3
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Tabla 3. Energia de fractura de los dos tipos de GRC

Control Metacaolin
W;(Nmm) 167 669
G¢(N/m) 455 1824

5. CONCLUSIONES

Se ha conseguido realizar con éxito ensayos de fractura
en probetas de GRC.

Se ha mostrado que el GRC con metacaolin tiene una
energia de fractura casi 4 veces superior al GRC de
control

Se ha mostrado que el GRC con metacaolin tiene tres
veces menos rigidez en su rama lineal que el GRC de
control.

El GRC con metacaolin alcanza una carga maxima un
25% superior a las del GRC de control.

Se ha comprobado la utilidad de los sistemas de
correlacion de imagenes para descartar aquellos ensayos
en los que se produce el crecimiento de mas de una
macrofisura.
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RESUMEN

Los ultimos avances tecnologicos y las tendencias arquitectonicas actuales han impulsado notablemente el uso de una
gran variedad de productos de vidrio en la construccion que, en funcion de sus propias caracteristicas, permiten disefiar
y calcular elementos estructurales de este material bajo condiciones de seguridad. Este trabajo presenta la evaluacion y
el analisis de las propiedades de amortiguamiento de placas rectangulares de vidrio laminado de 1938 mm x 876 mm
con distinto espesor, segun el numero de capas intermedias de PVB dispuestas. Mediante simulaciéon numérica por
elementos finitos y su posterior comprobacion experimental, utilizando analisis modal, se determinaron las frecuencias
naturales y el amortiguamiento de las placas de vidrio, tanto en condiciones de contorno libre, como en condiciones
operacionales del equipo de ensayos de impacto utilizado en el programa experimental, siguiendo las especificaciones
de la norma europea UNE-EN 12600:2003.

ABSTRACT

The latest technology and architectural trends have significantly improved the use of a large variety of glass products in
construction which, in function of their own characteristics, allow to design and calculate structural glass elements
under safety conditions. This paper presents the evaluation and analysis of the damping properties of rectangular
laminated glass plates of 1938 mm x 876 mm with different thickness depending on the number of PVB interlayers
arranged. By means of numerical simulation and experimental verification, using modal analysis, natural frequencies
and damping of the glass plates were calculated, both under free boundary conditions and operational conditions for the
impact test equipment used in the experimental program, as the European standard UNE-EN 12600:2003 specifies.

PALABRAS CLAVE: Vidrio estructural, péndulo de impacto, amortiguamiento.

1. INTRODUCCION posibilidad de fabricar vidrios laminados. El vidrio
laminado presenta una estructura tipo sandwich formada
por una o varias capas de vidrio unidas mediante capas

intermedias de un material polimérico que le confieren

En las ultimas décadas el desarrollo de nuevas técnicas
de post-procesado del vidrio, la mejora en su

produccion asi como la posibilidad de realizar analisis y
calculos estructurales mediante técnicas numéricas
como el método de los elementos finitos ha favorecido
la mayor utilizacion del vidrio como material
estructural. Dentro de los avances en los vidrios esta la

una serie de propiedades, en comparacion con los
vidrios monoliticos (una unica capa de vidrio), que han
llevado a la sustituciéon de éste ultimo en diversas
aplicaciones. Una de las ventajas mas significativas de
los vidrios laminados es el incremento en la seguridad
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que ofrecen ya que al producirse la fractura de las capas
de vidrio, éstas se mantienen pegadas a la capa
polimérica [1]. Otras ventajas destacadas de los vidrios
laminados es la mayor capacidad de aislamiento tanto
acustico como térmico.

Aunque sus ventajas resultan atractivas, el cdlculo y
modelizacién del comportamiento del vidrio laminado
resulta complejo debido a la combinacion de un material
rigido, como es el vidrio, con un material flexible como
es el de la capas poliméricas. El material polimérico
mas utilizado es el polivinil-butiral (PVB) que presenta
un comportamiento viscoelastico caracteristico por
presentar una dependencia de sus propiedades
mecénicas, por ejemplo, con la temperatura y la
frecuencia (o tiempo) [2,3].

En este trabajo se analiza el comportamiento dindmico
del vidrio laminado en ensayos de impacto segun la
norma UNE-EN 12600:2003 [4] en funcién del espesor
de la capa de PVB utilizada.

2. COMPORTAMIENTO
LAMINADO.

DEL VIDRIO

El vidrio laminado forma una estructura tipo sandwich
compuesta por capas de vidrio, cuyo comportamiento se
suele considerar elastico-lineal [2] y capas intermedias,
generalmente de PVB, que presentan un
comportamiento viscoelastico-lineal. A pesar de que el
espesor de la capa de PVB es considerablemente menor
que el espesor total del laminado, por ejemplo 15 veces
menor en un vidrio de 3+0,38+3 mm (siendo 3 y 0,38
mm los espesores de vidrio y PVB, respectivamente) la
influencia del polimero en parametros como el
amortiguamiento  puede  ser  significativa  en
comparacion con un vidrio monolitico de espesor
equivalente.

El comportamiento viscoelastico se puede entender de
manera sencilla si se tiene en cuenta que estos
materiales presentan propiedades comunes a los sélidos
elasticos y a los fluidos viscosos, representados
habitualmente por muelles y émbolos, respectivamente
[5]. Factores como la temperatura, la presion o la
frecuencia (o tiempo de aplicacion de la carga) influyen
en estos materiales de manera que, por ejemplo, a bajas
temperaturas o cargas de alta frecuencia, la parte
elastica tiene mayor peso que la viscosa y viceversa [6].

Figura 1. Modelo de Maxwell

Un ejemplo sencillo de modelo viscoelastico es el
modelo de Maxwell dado por wun muelle
(comportamiento elastico) y un émbolo
(comportamiento viscoso) colocados en serie (ver
Figura 1).

La respuesta del material frente a carga dinamicas,
como las debidas a impactos, viene dada por el mdédulo
complejo del material E*(®) que se puede representar
mediante su parte real, E'(®), conocida como el mddulo
de almacenamiento y relacionada con la capacidad
elastica del material y su parte imaginaria, E"'(®),
conocida como el modulo de pérdidas y relacionada con
la capacidad disipativa del material. En el modelo de
Maxwell ambas componentes vienen dadas por las
siguientes expresiones [7]:

, ‘W’E
E(w) = ﬂz’zoz e (1)
” n wE’ )
E'(w)= m ()

donde o es la frecuencia, E es la rigidez del muelle y 1
el coeficiente de viscosidad del material. La relacion
entre ambas componentes es conocida como el factor de
pérdidas (o tangente de pérdidas tand):

E'(@
@) =22 3)
E(w)
que se puede relacionar con el indice de

amortiguamiento modal { mediante la relacion [8]:
n=2-¢ 4)

Dicha relacion proporciona buenos resultados para
sistemas con amortiguamiento relativamente bajo,
siendo los errores menores del 5% cuando 0< n <0,3
[9]. En la figura 2 se representan los valores de los
modulos E'(0) y E”’(w) conjuntamente con el valor del
factor de pérdidas n(w) para el PVB en funcion de la
temperatura. De la figura 2 se observa como la
capacidad de amortiguamiento del PVB, representada
por el factor de pérdidas (tand), depende fuertemente de
la temperatura.

Por otro lado, el comportamiento viscoelastico también
depende de la presion a la que estd sometida el material
[5], presentando asi mayor rigidez a medida que
aumenta la presion a la que esta sometido, es decir, se
produce un aumento de la componente real E' (o) frente
a la imaginaria E"'(w), lo que implica un factor de
pérdidas mas bajo (ver ec. 3) o lo que es lo mismo una
reduccion en la capacidad de amortiguamiento del
vidrio laminado. Este efecto de presion podria ser mas
acusado en vidrios laminados de espesores de PVB
pequeios, por ejemplo, formado de una unica capa de



0,38 mm, donde las fuerzas de adherencia creadas entre
los dos materiales en el proceso de fabricacion pueden
someter a un estado residual de compresion la capa de
PVB. Este efecto se puede reducir en vidrios laminados
con mayor espesor de PVB, donde se podria producir la
relajacion del material en puntos cercanos al plano
central de la capa; puntos menos influidos por las
fuerzas de adherencia.
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Figura 2. Modulos de almacenamiento E’, de pérdidas
E’’y tano del PVB.

3. METODOLOGIA EXPERIMENTAL
3.1. Probetas

En los ensayos experimentales, se utilizaron dos tipos
de placas de vidrio: monoliticas y laminadas. Las
dimensiones de las placas fueron de 1938 mm de alto y
876 mm de ancho siendo el espesor del vidrio
monolitico de 10 mm de espesor, de acuerdo con la
norma europea EN 12150-1:2000 [9]. En los vidrios
laminados se utilizaron placas con 3 capas en
configuracion: Vidrio+PVB+Vidrio con las siguientes
dimensiones (en mm): 5+0,38+5 y 5+1,5245 vy
denominadas con los nombres "Lam 17 y "Lam 27,
respectivamente.

3.2. Banco de ensayos

En los experimentos se utilizd un banco de ensayos para
llevar a cabo tests de impacto segun la norma UNE-EN
12600:2003 [4] la cual describe la metodologia de
ensayo para la clasificacion de vidrio plano en
edificacion mediante ensayo pendular.

Sobre el marco de ensayos se realizaron algunas mejorar
sobre las indicaciones basicas descritas por la norma
con el objetivo de conseguir mayor precision,
repetitividad y versatilidad. Por un lado se independizo
el péndulo de impacto y el banco de ensayos y, por otro
lado se implementd un sistema de medida de angulos
mediante encoder que permite de manera sencilla fijar y

posicionar el péndulo a la altura deseada. Por altimo se
afiadi6 un dispositivo de liberacion automatica del
péndulo mediante un electroiman.

3.3. Ensayos

Los ensayos se dividieron en dos partes: a) andlisis
modal de la placa dispuesta en el marco del banco de
ensayos, y b) ensayos de impacto sobre el mismo
banco. El objetivo de ambos ensayo es, por un lado,
analizar la respuesta dindmica de la placas (frecuencias,
modos de vibracién e indices de amortiguamiento) y
por otro lado, facilitar la interpretacion de la respuesta
de la placas ante los impactos.

En los ensayos de analisis modal, se utilizaron 8
acelerometros de 100 mV/g (PCB-333B32). El registro
de las aceleraciones durante los ensayos se realizod
mediante un Chassis ¢cDAQ-9188 equipado con 2
moddulos de Aceleracion NI 9234 y una frecuencia de
muestreo de 2132 Hz. En los ensayos se utilizd
excitacion artificial sobre la placa utilizando dos
martillos modales con cabeza plastica.

La respuesta de las placas en los ensayos de impacto se
registr6 mediante acelerometros de 10 mV/g (PCB-
352C15) fijados mediante bases pegadas a las placas de
vidrio. En dichos ensayos se utiliz6 una configuracion
diferente, colocandose 6 acelerometros en la placa, un
acelerometro en el péndulo y dos en la estructura del
banco de ensayos. Adicionalmente se colocd una roseta
de galgas extensométrica (0°-45°-90°) en el centro para
medir las deformaciones producidas durante el impacto.

El registro de las sefiales se realizd, en este caso, con el
mismo equipo utilizado en el analisis modal de la placa
al que se le afiadié un modulo NI-9235 para mediciones
de extensometria. En los ensayos de impacto se utilizo
una frecuencia de muestreo de 10240 Hz.

De acuerdo con la norma UNE-EN 12600-2003 [4], se
realizaron impactos a tres alturas de caida respecto a la
posicion de reposo del péndulo (190, 450 y 1200 mm),
y adicionalmente a alturas intermedias de 25, 50, 75,
100, 200, 250, 300, 600, 750 y 1000 mm, siempre que
no tuviese lugar la rotura del vidrio. A cada una de las
alturas se llevo a cabo un ensayo de impacto simple y
un ensayo de doble impacto, en el cual, el péndulo
golpea la placa y se deja oscilar libremente hasta que se
produce el segundo impacto, momento en el cual se
detiene el péndulo.

En cada ensayo se tiene en cuenta la maxima respuesta
de los acelerometros, el tiempo entre impactos, el
tiempo de atenuacion de la respuesta de las placas hasta
el estado de reposo tras el impacto y la deformacion
maxima de la galga.
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4. RESULTADOS EXPERIMENTALES

4.1. Andlisis modal de las placas en el marco de
ensayos

En este apartado se presentan los resultados del anélisis
modal de las placas fijadas sobre el marco del banco de
ensayos.

El analisis modal de las placas se realizé utilizando
unicamente las respuestas de las placas (analisis modal
operacional) y utilizando la aplicacion ARTeMIS
EXTRACTOR. La identificacion de los parametros
modales se realizO mediante la técnica de analisis en
frecuencia: EFDD [10].

Las frecuencias naturales obtenidas para las tres placas
se presentan en la Tabla 1.

De los valores obtenidos se puede observar como la
placa laminada, presenta frecuencias mas bajas que la
placa monolitica de espesor similar. En el caso de la
respuesta del vidrio laminado, la respuesta ante cargas
de alta frecuencia, como son las de cargas de impacto,
es como la un vidrio monolitico de espesor la suma de
las tres capas del vidrio laminado [11]. En este caso una
medida de los espesores de ambas placas reveld como la
placa monolitica tenia un espesor total de 10,15 mm
mientras que el espesor total del laminado, teéricamente
de 5+0,38+5 es de 9,86 mm, lo que justifica los
resultados obtenidos de la tabla 1.

En el caso del vidrio laminado con espesor de PVB de
1,52 mm, el espesor total del vidrio monolitico
equivalente hace que su respuesta en frecuencia sea mas
elevada, mayor rigidez efectiva [11] y, por lo tanto, se
obtengan frecuencias naturales mas elevadas (ver tabla

1.

Tabla 1. Frecuencias naturales de las placas colocadas
en el marco de ensayos.

Frecuencia natural [Hz]
Modo -
Monolitica| Lam 1 Lam 2
1 37,39 37,01 40,86
2 56,02 54,83 57,35
3 67,15 64,19 66,20
4 90,05 89,02 99,26

Los indices de amortiguamiento obtenidos del analisis
modal operacional mediante la técnica de EFDD se
presentan en la tabla 2.

Si se comparan los valores de amortiguamiento en
funcion de si se tiene o no la capa de PVB en el vidrio,
los resultados obtenidos muestran un aumento del
amortiguamiento, por un lado comparando el vidrio
monolitico con el laminado de espesor similar (Lam 1)

y, en segundo lugar, al incrementar el espesor de la capa
de PVB (Lam 2), donde el aumento del
amortiguamiento es mas significativo (ver Tabla 2).

Tabla 2. Indices de amortiguamiento de las placas en el
banco de ensayos.

Indices de amortiguamiento [%)]
Modo -
Monolitica| Lam 1 Lam 2
1 1,058 1,144 1,808
2 0,909 0,999 1,420
3 0,756 1,039 2,060
4 0,632 0,856 2,167

En la variaciéon del amortiguamiento con la frecuencia,
se observa tanto en la placa monolitica como en la placa
laminada "Lam 1° una tendencia a disminuir el
amortiguamiento con la frecuencia, en general esta
tendencia en ambos casos deberia de ser inversa [12] lo
que induce a pensar que algiin mecanismo de disipacion
del marco de ensayos puede estar influenciando los
resultados. Adicionalmente en el caso del vidrio
monolitico, en ensayos previos sobre la placa en
condiciones de apoyo libre-libre para la calibracion del
marco de ensayos [1,4] se conoce que los indices de
amortiguamiento son del 0,3 % o inferiores, lo que
reafirma que los valores obtenidos asi como la tendencia
observada en los ensayos sobre el marco son mayores
de lo esperado para el caso monolitico y aunque en
menor medida, también para los indices de
amortiguamiento obtenidos en el vidrio laminado de
menor espesor. Este comportamiento puede estar
justificado debido a la sujecion mediante las bandas de
goma que se utiliza en el marco de ensayos para sujetar
las placas al mismo. En el caso del vidrio laminado
“Lam 2" se observa como el amortiguamiento si
aumenta con la frecuencia. Esta diferencia de
comportamiento con las otras dos placas puede ser
debida a la mayor capacidad disipativa de la placa frente
al efecto de amortiguamiento introducido por las bandas
de goma de sujecion

4.2 Ensayos de impacto

En caso de ensayos de impacto simple a distintas alturas
se analizan los valores de aceleracion maxima registrada
en el impacto, la aceleracion maxima registrada por el
péndulo producida al impactar y, finalmente, se realiza
una estimacion del tiempo que tarde en atenuarse la
vibracion en la placa. Para calcular este pardmetro de
atenuacion, que proporciona una medida indirecta de la
capacidad de amortiguamiento de las placas, se calcula
el tiempo que transcurre entre el maximo de la sefial de
aceleracion en el impacto y el de un valor en la sefial de
aceleracion de un 95% mas bajo. Los resultados
obtenidos para una altura de impacto de 100 mm en las
tres placas se presentan en la tabla 3. De los resultados
obtenidos se observa como la aceleracion registrada en



la placa monolitica es mas elevada que en las dos placas
de vidrio laminado y, ademas, en este Ultimo caso, la
aceleracion es mas baja a medida que aumenta el
espesor de PVB. Aunque la respuesta observada
anteriormente en las placas, ver tabla 1, es que a mayor
espesor equivalente de la placa mayor rigidez. En la
respuesta ante impacto esta tendencia parece invertirse,
sin embargo hay que tener en cuenta que las
aceleraciones no se miden en la capa donde se realiza el
impacto, sino en la cara opuesta, por lo que los
resultados obtenidos indican la atenuacion que el PVB
confiere a la respuesta de la placa siendo mayor la
atenuacion a mayor capa de PVB.

A través de la medida de aceleracion del péndulo en el
instante en que se produce el impacto, se puede ver
como la aceleracion es mayor a mayor espesor
equivalente, resultado éste, por lo tanto, acorde con los
valores obtenidos en las frecuencias naturales de las
placas debido a que la aceleracion del péndulo se mide
sobre la cara del vidrio que recibe el impacto.

En relacion al tiempo de atenuacion del 95% del valor
de la sefal los resultados obtenidos (ver tabla 3) son
acordes con los resultados obtenidos a través del
analisis modal operacional de las placas: a mayor
espesor de PVB, mayor amortiguamiento del vidrio, y
por lo tanto, menos tiempo tarda la onda de impacto en
atenuarse.

Tabla 3. Datos obtenidos en el impacto simple para una
altura de caida de 100 mm.

Aceleracion Monolitica| Lam 1 Lam 2
Max. [g] 8,560 8,252 7,070
Péndulo [g] 7,002 7,103 7,241
Tiempo de
atenuacion (95%) [s] 4,578 4,042 3,752

En los ensayos de doble impacto se observa como el
tiempo transcurrido entre el primer y el segundo
impacto (ver tabla 4) aumenta con el espesor de la capa
de PVB. Este resultado reafirma como el
comportamiento del vidrio laminado frente a cargas de
impacto se puede asimilar al de un vidrio monolitico de
espesor equivalente dado que un mayor tiempo entre los
impactos se produce si el rebote del péndulo es de
mayor altura, hecho producido por un impacto contra
una estructura mas rigida.

Tabla 4. Datos obtenidos en el doble impacto

Aceleracion Monolitica| Lam 1 | Lam?2
Péndulol [g] 5,889 5,798 5,995
Péndulo2 [g] 4,890 4,777 4,922
T entre impactos [s] 1,372 1,389 1,405

A partir de las respuestas en aceleracion de la placa ante
cargas de impacto, ver figura 3, se realizd una
estimacion del amortiguamiento mediante la técnica del
decremento logaritmico. Los valores obtenidos para las
tres placas para una altura de impacto de 100 mm se
presentan en la tabla 5. Aunque la respuesta de la placa
para un impacto en el centro se debe principalmente a la
colaboracion del primer modo de vibracion (+ 38 Hz), la
diferencia de amortiguamiento observada entre los
valores de la tabla 2 y 5 se puede deber a la
colaboracion afiadida del tercer modo de vibracion (+
90-100 Hz) que, al igual que el primero, tiene un nodo
de amplitud maxima en el punto central y, por lo tanto
se puede excitar facilmente para este tipo de carga. En
la figura 4 se representa la densidad espectral de la
respuesta de la placa ante un impacto donde se puede
ver como en la respuesta ante impacto se excitan

fundamentalmente los modos correspondientes al
primer y tercer modo, 38 'y 90-100 Hz,
respectivamente.

Tabla 5. Indices de amortiguamiento obtenido en el
impacto.

Frec [Hz]
Modo 1

Lam 2
1,985

Lam 1
1,089

Monolitica
1,197

Respuesta [g]

10 I I
0 0.5 1 15

Tiempo [s]

Figura 3. Ejemplo de respuesta de las placas ante un
impacto.

Megritud 5

2 40 60 80 100 120
Frecuencia [Hz]

Figura 4. Ejemplo de densidad espectral de la respuesta
de las placas en el ensayo de impacto.

Por tltimo, a partir de la seric completa de ensayos a
diferentes alturas se observa como el comportamiento
del vidrio laminado con la altura del impacto sigue una
tendencia lineal lo permite mantener para este tipo de
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cargas las hipotesis de calculo lineal y viscoelastico-
lineal para el vidrio y PVB, respectivamente.

45

40

N
o

Respuesta [g]
S

0 200 400 600 800 1000
Altura de caida [mm]

Figura 5. Relacion entre la altura de caida del péndulo
v la respuesta del vidrio laminado (capa de 0,38 mm de
PVB)

5. CONCLUSIONES

A través de los pardmetros modales de las placas en
condiciones de operacion, se puede estimar su
comportamiento frente a cargas de impacto, facilitando
asi la calibraciéon de un modelo numérico para este tipo
de ensayos.

Los resultados de este trabajo demuestran la influencia
del espesor de la capa intermedia del PVB en la
capacidad de amortiguamiento del vidrio. Sin embargo
para laminados con espesores bajos de PVB, dicha
influencia puede ser del mismo orden que la introducida
por elementos flexibles de fijacion de la placa.

En el estudio de tensiones, deformaciones y
desplazamientos de placas de vidrio sometidas a carga
de impacto es necesario considerar no soélo la
colaboracion del primer modo de vibracidon sino
también la del tercero, dado el tipo de excitacion
realizada.

En los ensayos de impacto sobre vidrios laminados se
ha obtenido una relacion lineal entre la respuesta de la
placa y la magnitud del impacto. Esto permite utilizar
las hipotesis de comportamiento lineal y viscoelastico-
lineal para el vidrio y el PVB, respectivamente.

AGRADECIMIENTOS

Los autores agradecen la financiacion recibida del Plan
Nacional y Regional de Investigacion, a través de los
proyectos BIA2010-19920, BIA2011-28959 y SV-PA-
11-012, y del Ayuntamiento de Gijon, mediante una
beca del IUTA.

REFERENCIAS

[1] Claramunt R., Postigo S., Perera R., Pacios A., Ros
A., Huerta C., Seguridad ante impacto humano de
acristalamientos en edificaciones. Boletin de la
Sociedad Espaiiola de Ceramica y Vidrio. 2005.

[2] Bennison, S., J., Jagota, A., Smith, A., Fracture of
Glass/Poly (vinyl butyral) (Butacite). Laminates in
Biaxial Flexure, Journal of American Society, 1761-
70. 1999.

[3] F. Pelayo, M.J. Lamela-Rey, A. Fernandez-Canteli,
J. Garcia-Barruetabena, F. Cortés,y J.M. Abete.
““Métodos de conversion tiempo-frecuencia para la
aplicacion del principio de correspondencia en
materiales  viscoelastico-lineales’”.  Anales de
Mecanica de la Fractura 28, Vol. 2. 2011.

[4] UNE-EN 12600-2003. “Vidrio para la edificacion.
Ensayo pendular. Método de ensayo al impacto y
clasificacion para vidrio plano”. Asociacion
Espafiola de Normalizacion y Certificacion. 2003.

[5] Ferry, J.D., Viscoelastic Properties of Polymers,
Third ed., John Wiley & Sons, Ltd., New York.
1980.

[6] Lakes,R.S., “Viscoelastic Solids’’, CRC Mechanical
Engineering Series, Ed. Kulacki, F.A. CRC Press,
1998.

[7] Tschoegl, N.W., The Phenomenological Theory of
Linear Viscoelastic Behavior, Springer-Verlag,
Berlin. 1989.

[8] Jones, D.I.G., Handbook of viscoelastic vibration
damping, John Wiley & Sons, Ltd., New York.
2001.

[9] UNE-EN 12150-1:2000.°“Vidrio para la edificacion.
Vidrio de silicato sodocalcico de seguridad templado
térmicamente. Parte 1: Definicion y descripcion’.
2000.

[10] Brincker, R., Zhang, L-M., and Anderson. P.,
“Modal Identification from Ambient Response
Using Frequency Domain Decomposition,” in:
Proceedings of the 18th IMAC, pp. 625-630. 2000.

[11] Ross, D., Ungar, E.E., and Kerwin, E.M.,
“Damping of Plate Flexural Vibrations by Means of
Viscoelastic ~ Laminate,”  Structural Damping,
ASME, pp. 49-88. 1959.

[12] Operational Modal Analysis on laminated glass
beams, M. Lopez Aenlle, F. Pelayo, A. Fernandez
Canteli, J. Barredo, L. Hermanns, A. Fraile. In the
proceedings of the 4™ International perational Modal
Analysis Conference, IOMAC. Istanbul, 2011.



COMPORTAMIENTO A FATIGA DE ALTA FRECUENCIA DE HORMIGONES
COMPACTANTES DE ALTA RESISTENCIA

C. Thomas*, I. Sosa, J. Setién, J. A. Polanco

Laboratorio de Ciencia e Ingenieria del Terreno y de los Materiales - LADICIM
E.T.S. de Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos,
Universidad de Cantabria, Avda Los Castros s/n,
39005 Santander, Espaifia.
" E-mail: carlos.thomas@unican.es

RESUMEN

Cada vez mas estudios se estan centrando en el analisis del comportamiento de hormigones estructurales sometidos a
cargas ciclicas de compresion atendiendo a las necesidades de disefio de puentes, pilares, traviesas de ferrocarril, etc.
Basado en este hecho, en esta investigacion, se ha establecido una relacion entre los resultados obtenidos a partir de
ensayos a fatiga de hormigon en masa de alta resistencia bajo cargas ciclicas de amplitud constante a altas y bajas
frecuencias. Los mecanismos de dafio de la fatiga a alta frecuencia presentan ciertas similitudes con los de baja
frecuencia, mas habituales, presentando estos primeros una ventaja fundamental frente a los segundos: el tiempo de
ejecucion y de obtencion de resultados. Las conclusiones de esta investigacion son una buena base para estudios
posteriores en los que pueda determinarse el limite a fatiga del material a partir de ensayos realizados a frecuencias por
encima de los 100 Hz.

ABSTRACT

More and more studies are focusing on the analysis of the behaviour of structural concrete subjected to cyclic
compressive loading according to the requirements of design of bridges, piers, railroad sleepers... Based on this, in this
study, a relationship between the results obtained from constant amplitude fatigue tests of high strength concrete at high
and low frequencies has been established. The mechanisms of fatigue damage at high frequency have certain
similarities with low frequency, most common, presenting these first advantages against the second: the execution
obtaining results time. The findings of this research are a good basis for further studies to determine the fatigue limit of
the material using frequencies above 100 Hz.

PALABRAS CLAVE: Fatiga, alta frecuencia, hormigdn autocompactante

1. INTRODUCCION los ciclos de carga que provocaran a su vez el colapso
del material. En 1910 O.H. Basquin propone leyes

Puentes, pilares, traviesas de ferrocarril, etc. son empiricas que caracterizan el limite a fatiga de los

elementos sometidos a cargas ciclicas que pueden
originar la pérdida de caracteristicas o incluso el colapso
si las tensiones son intensas, aunque se sitien muy por
debajo de las resistencias estaticas.

Diversos  investigadores  han  investigado el
comportamiento a la fatiga de hormigon. A partir de
1852 A. Wohler comenz6 a analizar el fenomeno de la
fatiga que tenia lugar en el sistema de ferrocarriles.
Posteriormente, H. Gerber y Goodman desarrollaron
metodologias para el calculo de la vida a fatiga segtin el
nivel tensional aplicado. En 1886 J. Bauschinger
confirmo los resultados obtenidos por Wohler y definid
el limite elastico de los materiales. En 1903 J. A.
Erwing observo en las superficies de las probetas
ensayadas a fatiga la aparicion microfisuras que
provocarian la posterior aparicion de fisuras debidas a

materiales. En 1924 A. Palmgren desarrolla modelos de
acumulacién de dafio por fatiga, los cuales sirvieron de
base a los modelos que posteriormente llevd a cabo
Miner en 1945.

En ensayos de fatiga en compresion de hormigén, la
frecuencia de carga suele ser inferior a 30 Hz. No
obstante, el desarrollo de la técnica permite hoy utilizar
equipos que pueden superar los 100 Hz, denominandose
este tipo de fatiga de alta frecuencia. Como es de
suponer, el ensayo de alta frecuencia supone una
importante reduccion en el tiempo para alcanzar el
limite de fatiga de un material. Sin embargo, surgen
dudas en cuanto a la posibilidad de establecer
comparaciones con los ensayos de baja frecuencia [1-3].
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En la presente investigacion se ha caracterizado frente a
esfuerzos a fatiga de baja frecuencia un hormigén de
alta resistencia. Seguidamente se han realizado ensayos
de fatiga a alta frecuencia se han comparado los
resultados obtenidos.

En el caso del hormigén, la primera variable a
considerar es la carga o cargas de compresion que se
van a aplicar sobre la probeta durante el ensayo. Para
llevar a cabo un estudio acerca del comportamiento a
fatiga de un determinado material, ha de definirse, en
primer lugar, el tipo de fatiga que se desea analizar. La
fatiga que se aplica a estos hormigones se ejerce
mediante una maquina dinamica que, en este caso,
puede funcionar en control de posicion o en control de
carga. En el primero de los casos, el intervalo de fatiga
estard determinado por dos posiciones, limite inferior y
limite superior del intervalo. No obstante, en el
hormigdén se descarta este tipo de ensayo, ya que su
dificultad radica en el hecho, bien conocido, de que se
trata de un material especialmente rigido y poco
deformable, y debido a ello, un control de posicion
introduciria una incertidumbre muy grande en Ila
relacion tension-deformacion. Por ello, se recomienda
llevar a cabo todos los ensayos de fatiga sobre hormigén
en control de carga. En este sentido, la caracterizacion
se acomete entre dos tensiones, o; y oj, como limite
inferior y limite superior del intervalo de tension para el
cual se somete el material a fatiga.

Una de las dudas que se plantean antes de la
investigacion es si la fatiga a alta frecuencia podria
tener un efecto negativo sobre la vida del hormigén por
acumulacion de energia calorifica como sucede con los
materiales poliméricos, existiendo un calentamiento
mayor en el caso de la fatiga a alta frecuencia que a baja
frecuencia.

2. MATERIAL

En la presente investigacion se ha caracterizado un
hormigén autocompactante de alta resistencia. En la
Tabla 1 se muestran las caracteristicas del hormigon en
estado fresco y endurecido. “D” corresponde con el
didmetro del disco de desparramamiento que determina
la fluidez del hormigon. tso es el tiempo invertido en
alcanzar los 500 mm de didmetro en el
desparramamiento. f, corresponde con la resistencia a
compresion simple y ME es el mddulo elastico del
hormigoén a la edad de 28 dias.

Tabla 1. Propiedades del hormigén en estado fresco y
endurecido.

D t500 fc 28 dias ME
[mm] [s] [MPa] [GPa]
760.5 4.0 98.26 45.38

La dosificacion se ha estudiado a edades superiores a
los 28 dias, determinandose la resistencia de los
hormigones en el momento del inicio del ensayo a
fatiga.

Se han ensayado en estatico y dinamico un total de 70
probetas cilindricas de 100 mm de diametro y 200 mm
de altura. La Figura 1 muestra la curva tension-
deformacion de un ensayo de compresion hasta rotura.
En este ejemplo, la probeta consiguié superar los 100
MPa de resistencia a compresion.
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Figura 1. Curva tension-deformacién del hormigén
ensayado a compresion simple.

La Figura 2 muestra una probeta instrumentada con 2
galgas extensométricas preparada para realizar el ensayo
de fatiga.

Figura 2. Probeta cilindrica de hormigén instrumentada
autocompactante de alta resistencia.



3. MONTAJE EXPERIMENTAL

La técnica experimental de caracterizacion empleada
para caracterizar el hormigon a fatiga ha sido el método
propuesto en el codigo CEB-FIP 1990 “Model Code for
concrete structures” [1]. Este modelo requiere la
realizacion de varios ensayos para posteriormente
obtener la curva S-N del hormigon.

Se utilizd en la ejecucion de los ensayos a baja
frecuencia una prensa servohidraulica universal
INSTRON de + 1500 kN de carga maxima. En los
ensayos de alta frecuencia se ha utilizado una prensa de
resonancia ZWICK con una capacidad maxima de 400
kN. Las probetas fueron dispuestas sobre un utillaje de
acero a fin de garantizar la correcta posicion de las
mismas bajo el actuado y las caras de las probetas
fueron pulidas. Finalmente, la roétula se vinculaba
directamente con el actuador de la maquina.

4. RESULTADOS

En cuanto a los resultados obtenidos, en primer lugar, es
de destacar que en primera instancia las roturas de las
probetas ensayadas bajo frecuencias bajas y altas son
muy similares. En la Figura 3 se muestra el resultado de
la rotura de dos distintas probetas ensayadas a fatiga de
baja frecuencia (izq.) y alta frecuencia (dcha.).

Figura 3. Probetas cilindricas de hormigén resultado de
la rotura por fatiga.

En lo referente a la deformacion registrada por el
material a lo largo de la consecucion de los primeros
ciclos, no se ha observado una diferencia sustancial
entre las dos metodologias. No obstante, cuando la
acumulacion de ciclos es alta, la deformacion de los
hormigones ensayados a baja frecuencia parece ser
mayor.

La Figura 4 muestra la evolucion de la deformacion
frente al nimero de ciclos de un ensayo a alta
frecuencia en el que la probeta es capaz de superar sin
colapsar los 10 millones de ciclos. No obstante, sin que
hasta el momento en esta investigacion hayan podido

cuantificarse debidamente los efectos, si se ha detectado
que la alta frecuencia provoca aparentemente menores
pérdidas de rigidez del material. Esta observacion es
coherente con los resultados que se presenta
posteriormente, en los que para un mismo nivel
tensional, el numero de ciclos que el mismo hormigén
es capaz de resistir a alta frecuencia es mayor que a baja
frecuencia.

La deformacion remanente es el valor de deformacion
que se obtiene del corte con el eje de deformacion de la
recta de ajuste de cada ciclo de carga y descarga en
tension-deformacion. En general, se suele representar el
valor de deformacion remanente con respecto del
nimero de ciclos y permiten comprobar como
evoluciona la rigidez del material.

Microstrain [um/m]

Cyele [N]

Figura 4. Deformacion frente al nimero de ciclos de un
ensayo de alta frecuencia.

La Figura 5 muestra la deformacion remanente de un

ensayo de baja frecuencia en el que la probeta colapso a
los 450000 ciclos.
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Figura 5. Deformacion remanente frente al numero de
ciclos de un ensayo de baja frecuencia.

La Figura 6 muestra la deformaciéon remanente de una
probeta ensayada a alta frecuencia y que es capaz de
superar los 10 millones de ciclos.

99



100

Se presentan 25 ensayos de fatiga a una frecuencia de
10 Hz y 7 ensayos a alta frecuencia para adistintos
niveles tensionales, con ruturas y no roturas, antes y
después de la acumulacion de 10 millones de ciclos con
el objetivo de obtener una representacion log S — log N.

La Figura 7 muestra los resultados obtenidos en una
representacion log S — log N para los ensayos de alta
frecuencia. Los resultados de baja frecuencia has sido
eliminados a peticion del solicitante de los ensayos. Asi
mismo, para cada tipo de ensayo se han trazado las
rectas de ajuste de los puntos obtenidos.

Remaining deformation [um'm]

Cyck [N]

Figura 6. Deformacion remanente frente al nimero de
ciclos de un ensayo de alta frecuencia.

e T S

Intervalo de tension [% fc]

03 A AR A A R N

1 10 100 1000 10*  10°  10° 10" 10°

Numero de ciclos [log N]

Figura 7. Intervalo de tension aplicado frente al nimero
de ciclos alcanzado en ensayos de baja frecuencia.

Obsérvese que el limite a fatiga del hormigén ensayado
a baja frecuencia se sitia en un intervalo de tensiones
del entorno del 40% de la resistencia a compresion del
hormigon. No obstante, cuando los ensayos se realizan a
alta frecuencia, se observa que para los mismos niveles

tensionales el numero de ciclos que el hormigén es
capaz de soportar es mayor. Ademas, esta diferencia,
con los pocos datos de alta frecuencia obtenidos, parece
ser mayor cuanto menor es la tension aplicada. Ello
hace que el limite a fatiga del hormigdn aumente por
encima del 45% de la resistencia a compresion.

5. CONCLUSIONES

De los resultados obtenidos pueden obtenerse las
siguientes conclusiones.

La forma de la rotura de las probetas ensayadas a baja 'y
alta frecuencia no presenta diferencias.

Parece ser que la deformacion sufrida por hormigones
ensayados a baja frecuencia es mayor que la que afecta
a los hormigones de alta frecuencia cuando el nimero
de ciclos acumulado es grande.

La alta frecuencia en hormigones no supone un aumento
de la energia acumulada en la probeta en forma de calor
como sucede con otros materiales. No obstante existen
otros fendmenos que hacen que los ensayos a alta y baja
frecuencia no arrojen los mismos resultados de
deformacion, limite y vida a fatiga.

Como conclusion final, a priori y a falta de confirmar
estas primeras conclusiones con un mayor nimero de
resultados de alta frecuencia, puede asumirse que los
hormigones ensayados a alta frecuencia sufren un
menor dafio que los ensayados a baja frecuencia para
mismos niveles tensionales. Por ello, una manera de
investigar la naturaleza de estas diferencias podria ser la
comparacion de ensayos de alta y baja frecuencia
manteniendo el mismo nivel de deformacion en ambos
casos.
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RESUMEN

Existen diversos métodos para la agudizacion de las entallas en las probetas empleadas para la determinacion de los
parametros de la fractura de polimeros. La norma ISO 13586 “Plastics- determination of fracture thoughness (Gyc and
Kjc)- Linear Elastic Fracture Mechanics (LEFM) approach” indica solamente que el radio de curvatura de la punta de la
entalla debe ser menor de 20pum, y aconseja generar la grieta mediante fatiga o mediante una cuchilla de afeitar. Dada la
dificultad de originar la agudizacion por fatiga, se ha extendido la agudizaciéon de las entallas mediante diferentes
técnicas: razor tapping, razor pressing, razor broaching, y una nueva técnica de ablacion mediante femtolaser. La
utilizacion de estas diversas técnicas de agudizacion proporciona diferentes valores de los parametros de fractura, ya
que cada método de agudizacion genera diferentes radios de curvatura y ademas puede causar distinto dafio. En este
trabajo se analizan los resultados de la aplicacion de las diversas técnicas de agudizacion de la entalla sobre un mismo
material plastico.

ABSTRACT

There are several methods for the sharpening of the notches in the specimens used for determination of the parameters
of fracture of polymers. The ISO 13586 “Plastics- determination of fracture thoughness (Gic and Kc)- Linear Elastic
Fracture Mechanics (LEFM) approach” indicates only that the radii of curvature of the tip of the notch should be less
than 20pm, and advised generates the crack through fatigue or by razor blade. Given the difficulty of causing the
sharpening by fatigue, has extended the sharpening of notches using different thecniques: razor tapping, razor pressing,
razor broaching, and new ablation technique femtolaser. Using these various techniques of sharpening provides
different radii of curvature and may also cause other damage. This paper discusses the results of application of various
techniques of sharpening the notch on the same plastic material.

PALABRAS CLAVE: Agudizacion de la entalla, parametros de fractura, polimeros.

1. INTRODUCCION El caso ideal es cuando una grieta natural se reinicia, y

este caso puede conseguirse en metales y ceramicos

La determinacion de la tenacidad a la fractura via la
mecanica de la fractura elastico-lineal (LEFM), la
mecanica de la fractura elasto-plastica (EPFM), o la
mecanica de la fractura post-cedencia (PYFM) asume
que la probeta contiene una grieta aguda [1-9].

cuando una probeta entallada se fatiga hasta obtener su
crecimiento. Este método puede utilizarse en plasticos,
sin embargo, es dificil de realizar a causa del
crecimiento inestable de grieta por fatiga y la necesidad
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de utilizar bajas frecuencias para evitar el calentamiento
debido a la histéresis.

En plasticos cuando una grieta natural no puede
generarse por fatiga, es posible producir grietas agudas
por otros métodos. La utilizacion de las diversas
técnicas de agudizacion de las entallas proporciona
diferentes valores de los parametros de la fractura ya
que cada método de agudizacion genera diferentes
radios de curvatura en la punta de la entalla y ademas
pueden causar distinto dafio. La norma ISO 13586 solo
indica que la punta de la entalla sea menor a 20 um y
que la profundidad sea mayor que cuatro veces el radio
de curvatura de la preentalla.

Las diferentes maneras de agudizar las entallas
generalmente usadas parten de la mecanizacion de una
preentalla, que luego es agudizada mediante el tapping
o el “pressing” de una cuchilla de afeitar nueva.
Recientemente otros autores han introducido una nueva
técnica de “broaching” con un cutter de filo de 10 pum.
También recientemente nosotros hemos propuesto un
nuevo método de agudizacion mediante un femtolaser
[8,9].

En este trabajo se determinan los parametros de la
fractura LEFM de un poliéster amorfo, PETG, en el que
las entallas se han agudizado mediante cuatro técnicas
diferentes: razor tapping, razor pressing, broaching y
ablacion mediante femtolaser.

2. MATERIALES Y
EXPERIMENTAL

PROCEDIMIENTO

Un grado comercial de un tereftalato de polietileno con
ciclohexanodimetanol (PETG), Spectar 14471 de
EASTMAN CHEMICAL Co. fue seleccionado para este
estudio. Esta modificacion mejora la resistencia del
fundido y suprime la capacidad de cristalizacion, dando
lugar a un material amorfo con buena claridad y
tenacidad.

De acuerdo con la previa determinacion por
Calorimetria Diferencial de Barrido (DSC) a 20°C/min,
su temperatura de transicion vitrea (Tg) era de 82.8 °C,
y tenia una sub-Tg (transicién - ) de -70°C, como se
ha revelado después de un Analisis Mecénico Térmico
Dindmico (DMTA) llevado a cabo a 2°C/min y 1 Hz.
Esta segunda transicion ha sido propuesta como la razéon
principal de su comportamiento dictil a temperatura
ambiente.

Spectar 14471 fue suministrado en forma de granza y
extruido en una lamina de 8.0 mm de espesor. A partir
de la granza, probetas de traccion ISO 3167 fueron
moldeadas por inyeccion y ensayadas en una maquina
universal de ensayos (SUN2500, Galdabini) equipado
con un video extensémetro (MINTRON OS-65D) a
temperatura ambiente y a una velocidad de
desplazamiento de las mordazas de 1 mm/min.

La curva esfuerzo - deformacion ingenieril revelo el
tipico comportamiento ductil con un esfuerzo de
cedencia (oy) de 49.5 MPa, Modulo de Young (E) de
2.1 GPay coeficiente de Poisson (v) de 0.32, todos ellos
como el valor medio de cinco ensayos validos.

A partir de las laminas de 8 mm de espesor se
mecanizan probetas prismaticas SENB de 8x18x79 mm
cumpliendo las dimensiones de la norma ISO 13586. En
la mitad de las probetas se mecaniza con una sierra de
relojero una preentalla que luego se agudiza por los
diferentes métodos citados hasta una profundidad de la
mitad de la anchura de la probeta. Las probetas se
ensayaron a 23°C en una maquina universal de ensayos
(SUN2500, Galdabini) con una distancia entre apoyos
de 72.4 mm segun la norma ISO 13586 y a una
velocidad de desplazamiento de las mordazas de 1
mm/min.

3. RESULTADOS Y DISCUSION

En la Figura 1se muestra una micrografia obtenida en el
microscopio electrénico de barrido (SEM) de la entalla
agudizada mediante el femtolaser, el radio de curvatura
de la raiz de la entalla es de 0.3pm.

En la Figura 2 se muestra una micrografia SEM de una
entalla agudizada por broaching. Se observa un radio de
curvatura en la raiz de la entalla de 3.5um, pero muestra
deformacion plastica en la base de la raiz.

Las entallas agudizadas por tapping y por pressing
muestran mayores radios de curvatura y dafio plastico
en la raiz de la entalla.

En la tabla 1 se presentan los resultados obtenidos al
ensayar las probetas. Kic a partir de la carga maxima,
Gic calculada segun el método 2 de la norma ISO 13586
y luego E/1-v* calculado de dos maneras diferentes. La
primera de ellas mediante la relacion

E/1 -V2 = KICZ/GIC

y la segunda calculada a partir de la flexibilidad
verdadera de la probeta segun ISO13586.

La validez de K;c queda comprobada via el criterio de
tamafio

B, a, (w-a) > 2.5(KIC2/cy) = 6mm

Se agudizaron por tapping 19 probetas, de ellas, una vez
observadas en el microscopio Optico, solo se
consideraron validas 9. La causa del rechazo fue que la
agudizacion fue incompleta e inclinada.
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Tabla 1.
Método de Kic Gic E/1-v* E/1-v
agudizacién (MPay/m) (kJ/m?) (GPa) (GPa)
Tapping 2.741 +0.233 3.420+0.612 2.218+0.109 2.327+0.106
Pressing 2.401+£0.173 2.685+0.352 2.15340.095 2.21240.103
Broaching 2.545+0.316 2.59240.620 2.52610.074 2.59240.132
Femtoldser 2.23740.151 2.285+0.323 2.200£0.057 2.26620.054

Se agudizaron mediante pressing 14 probetas, una vez
observadas las superficies de fractura en el microscopio
optico se rechazaron 8 por ser incompletas o inclinadas.

La agudizacion manual por tapping o pressing requiere
personal muy experto y la observacion posterior por
microscopia de las superficies de fractura a fin de
rechazar las no satisfactorias.

Las probetas agudizadas mediante broaching se
escogieron antes de ensayar a fin de eliminar
acumulacion de material en las caras. De esta manera se
obtuvieron siete probetas buenas de siete ensayadas.

Se ensayaron 5 probetas agudizadas mediante ablacion
por femtolaser, las cinco probetas resultaron buenas.

En la tabla 1 puede observarse que practicamente todos
los valores de K¢ caen dentro de la desviacion estandar,
pero que el valor mas bajo y con menor dispersion
corresponde a las probetas agudizadas mediante el
femtolaser. El valor de Gic es mucho mas problematico
debido al gran nimero de correcciones que hay que
hacer para calcularlo, la norma ASTM E1820 no la
calcula.

5 Eﬁﬂ 1 |:1 M

Figura 1.

La norma ISO propone calcular E/1-v* de dos maneras
diferentes para hacer una comparacion cruzada de la
precision.

Con los valores de E y v obtenidos a partir de los
ensayos de traccion nos resulta un valor de:

E/1-v*=2.33

que se ajusta muy bien con los valores obtenidos por las
probetas agudizadas mediante la ablacion por el femto
laser.

4. CONCLUSIONES

Los valores obtenidos de Kjc y Gic dependen de como
de agudice la preentalla. Se tendrian que medir los
radios de curvatura de las entallas agudizadas y también
eliminar las entallas con deformacion plastica en la raiz.

Las superficies de fractura deben observarse en el
microscopio optico a fin de eliminar en los resultados
las probetas mal entalladas.
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La norma 13586 deberia modificarse a fin de corregir
estas deficiencias. Los mejores resultados, menores
dispersiones y sin probetas rechazadas se obtienen de la
probeta agudizadas mediante la ablacion por el
femtolaser.
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RESUMEN

Existen multiples aplicaciones que implican algin componente que debe resistir presiones elevadas durante largos
periodos de tiempo. Una estimacion de la vida util de componentes en dichas aplicaciones, se suele determinar con
ensayos de presion de rotura. El objetivo de este trabajo es determinar la vida util de una tuberia polimérica bajo
presion prolongada, prediciendo la rotura ductil mediante simulaciones numéricas. Por ello, se desarrolla un método
numérico-experimental basado en la hipdtesis de que el fallo del material ocurre cuando el material ha sufrido una
cierta acumulacion critica de deformacion plastica, que esta relacionado con la cinética de fluencia del material.
Mediante simulaciones del proceso de fabricacion, se determina el desarrollo del estado termodindmico, o “edad”, del
componente, reflejado en la tension de fluencia. Posteriormente, se analiza numéricamente el comportamiento
mecéanico del componente y se compara con datos experimentales. Se demuestra que las simulaciones describen
adecuadamente el comportamiento mecéanico del componente incluso para diferentes estados termodindmicos.

ABSTRACT

Many pressure applications involve components that have to withstand elevated pressures for extended periods of time.
Time-to-rupture testing of materials and components under internal hydrostatic load allow estimation of lifetime of
these materials and components. The objective of this work is to determine lifetime estimation of a polymer pressure
vessel, or tube, under prolonged pressure, predicting the ductile failure using finite element simulations. The approach
is a numerical-experimental combination, based upon the hypothesis that failure occurs when a critical amount of
plastic strain is reached, related to the yield kinetics of the material. The development of the thermodynamic state, or
“age”, of the component, reflected by the yield stress, is derived from numerical simulations of the injection molding
process. Once the thermodynamic state is obtained, the mechanical behavior of the pressure vessel is analyzed
numerically and compared to experimental data. It is demonstrated that this numerical approach is able to well describe
the mechanical behavior of the component, even for different thermodynamic states.

PALABRAS CLAVE: Rotura por presion, tuberia policarbonato, comparacion numérica-experimental.

1. INTRODUCTION
In the present research, we focus on the prediction of

The application of polymers in pressurized pipe systems
was one of the first and by far the most widespread
application of polymers in pressure bearing structures
since the 1950’s. Real time experimental setups for
determining the service life of polymer pipe systems,
under service conditions, are highly impractical,
although occasionally performed [1]. Therefore, the
failure times are usually shortened by testing the
polymer component at internal pressures and/or
temperatures well above service conditions. A standard
extrapolation procedure is then applied to determine the
long-time service life.

Generally, failure results for pressurized pipes are
shown in applied stress versus time-to-failure plots. In
these plots, three failure processes can be distinguished
[2], [3], [4]: region I ductile tearing; region II quasi-
brittle behavior; region III brittle fracture due to
degradation.

ductile failure (region I) of injection molded pressure
vessels due to the application of internal pressure. The
basic idea is that after a thorough mechanical
characterization of the material, the component’s
behavior can be analyzed completely numerically, from
the processing step up to the final pressure test. As a
testing material, the amorphous polycarbonate (PC)
material is used, a well characterized material from a
mechanical point of view [5]. Pressure vessels are
injection molded using two different mold temperatures
to induce different thermodynamic states of the
component. This fabrication process is also simulated
using the commercial FE package Autodesk Moldflow
(version 2013). The PC pressure vessels were
mechanically tested by submitting tensile tests to dog-
bone shaped samples extracted from the tubes and by
performing burst pressure tests. For the structural
analysis, the Eindhoven Glassy Polymer (EGP) model is
used, implemented by means of user-subroutines in the
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commercial software package MSC.Marc. This
constitutive model proves to be quantitative in capturing
the viscoelastic pre-yield region, the yield stress, and
the post-yield behavior which is governed by strain
softening and strain hardening, over a range of strain
rates and temperatures [6], [7].

2. EXPERIMENTAL SECTION

2.1. Material

The material used in the present work was a commercial
grade of polycarbonate (PC) Lexan 141R, supplied by
SABIC Innovative Plastics B.V. Before processing, the
material was dried under vacuum at 80°C for a period of
24 hours.

Polycarbonate has been well characterized in several
studies over the past years [5], [6]. Its intrinsic behavior
can be measured by using uniaxial compression tests at
different strain rates and temperatures. Long-term
behavior was established by performing creep tests at
various constant stress loads. The influence of the
material’s thermodynamic state was determined by
measuring the evolution of yield stress over time for
different annealing temperatures. From these relatively
simple characterization tests, model parameters were
determined which can be used for any polycarbonate,
with the exception of the initial thermodynamic state
parameter S, related to the material’s “age”. This last
parameter, however, can be determined by measuring
the yield stress from a single tensile test.

2.2. Injection molded Pressure Vessels

As a model for a pressurized pipe, Pressure Vessels (see
Figure 1) with an exterior main diameter of @J46.4mm,
an interior main diameter of @41.6mm, and a length of
193mm are injection molded on a 500Tm injection
molding machine.

Figure 1: Image of the injection molded Pressure
Vessel, including cold runner.

The material flows uniformly along the width of the
cavity, which was proven by several short shot
experiments. The melt temperature was set to 295°C, the
injection time was set to 3.5s, and the packing pressure
was set to 600bar. To obtain pressure vessels with
different thermodynamic states, one batch was molded
with a mold temperature of 90°C and a cooling time of
20s, while another batch was molded with a mold
temperature of /20°C and a cooling time of 25s.

2.3. Uniaxial tensile tests

Dog-bone shaped samples with gauge sections of 70mm
x [0mm x 2.4mm were cut in flow direction from the
straight part of the pressure vessels, as indicated in
Figure 2. The engineering yield stress was subsequently
determined in uniaxial extension on a Zwick Z010
universal tensile tester at strain rates of 10 1/s, 107 1/s,
and 107 1/s.

Figure 2: Schematic representation of the dog-bone
shaped samples cut form the pressure vessel.

3. NUMERICAL MODELLING

The injection molding processing step is simulated
using the commercial finite element package Autodesk
Moldflow, version 2013. From these simulations, the
process-related thermal history is extracted and used to
determine the evolution of the thermodynamic state or
yield stress during this processing phase. Since this
thermal history changes over the thickness of the
product, a yield stress distribution within the product is
the result.

For the structural solid state analysis, the constitutive
model has been implemented by means of user-
subroutines in the commercial software package
MSC.Marc.

3.1. Constitutive model

As a constitutive model, the Eindhoven Glassy Polymer
model is chosen, as given by Klompen et al. [6], and
extended to multiple relaxation times by Van Breemen
et al. [7]. The basis of this constitutive model for solid
polymers is the split of the total stress in two
contributions: (i) a strain hardening contribution, ¢, that
is attributed to molecular orientation of the
entanglement network, modeled using a Neo-Hookean
elastic expression; (ii) a rate-dependent plastic flow
contribution, o, attributed to intermolecular interactions
on a segmental scale, and represented by a non-linear
Maxwell model.

A summary of the constitutive model employed is given
by the following set of equations and more details can
be found, amongst others, in the articles by Klompen et
al. [6] and Van Breemen et al. [7]:
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A full characterization was performed on PC by
Klompen et al. [6]. There it was shown that, with
identical thermal history, the influence of molecular
weight on the intrinsic properties was negligible. This
implies that the parameters determined in that specific
research work are independent of the molecular weight
distribution and can be used on any polycarbonate. The
key parameter, needed to adjust for differences in
thermal history, is the initial value of the state parameter
S,. In the present work, the material parameters as
determined by Klompen et al. [6] are used, while a 17-
mode relaxation spectrum is adopted from Van
Breemen et al. [7], which proved to accurately capture
the pre-yield regime. The model parameters and
relaxation spectrum are given in Table 1 and Table 2.

The performance of the EGP model to describe
polycarbonate is shown in Figure 3. With the above
given parameter set, the model is capable of capturing
the viscoelastic pre-yield region, yield stress, strain
softening, and strain hardening of the true strain-true
stress data at different strain rates determined by means
of uniaxial compression tests. Data has been taken from
literature [6], while the simulations of the uniaxial
compression tests were performed using a single linear
quad4 axisymmetric element and the EGP model.

Table 1: Material parameters obtained for

polycarbonate [6].
Polycarbonate

K 3750 [MPa]

T 0.7 [MPa]

0 0.08 [-]

S. 27.5 [-]

Iy 0.965 [-]

I 50 [-]

[y) -3 [-]

G, 26 [MPa]
AU, 327 [kJ/mol]
AU, 205 [kJ/mol]

Table 2: Reference spectrum for polycarbonate [7].

Mod | 7g,r [MPa's] G; [MPa]
€

1 2.10-10" 3.52-107
2 3.48-10° 5.55-10
3 2.95-10° 4.48-10"
4 2.84-107 4.12-10"
5 2.54-10° 3.50-10"
6 2.44-10° 3.20-10"
7 2.20-10" 2.75-10
8 2.04-10° 2.43-10"
9 1.83-10° 2.07-10
10 1.68-10' 1.81-10"
11 1.51-10° 1.54-10"
12 1.40-10 1.36-10'
13 1.27-107 1.19-10"
14 1.10-10° 9.80-10°
15 1.23-10" 1.04-10"
16 2.62:10° 2.11-10°
17 2.14-10° 1.64-10"

Uniaxial compression test for polycarbonate

o
(=]

[o2]
(=]
T

True compressive stress o [MPa]
i
[=)

20-§ O 10%g"
4 4087
0 0.1 0.2 03 0.4 05

True compressive strain e=|n(l;’|0) []

Figure 3: Performance of the EGP model for
polycarbonate. Symbols are experimental uniaxial
compression data from [6], lines are simulations using
an initial state parameter of S, = 27.5.

Figure 4 demonstrates that the EGP model is also
capable of predicting the material behavior over a range
of temperatures. The experimental data has been taken
from Visser et al. [8].
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Yield stress for PC at different lemperatures.

|| — ="
— O

40°c
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Yield stress [MPa]
& &5 8 @

-1
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Figure 4: Yield stress as a function of strain rate of PC

for different temperatures. Symbols are experimental

data from [8]; limes are simulations with the 17-mode
EGP model.

3.2. Process related thermodynamic state evolution

The prediction of the evolution of the yield stress, or the
material’s thermodynamic state, during processing is
based on the assumption that the physical processes
involved are identical to those governing aging kinetics
[9]. The aging kinetics 1is reflected by the
equations (12), (14) and (15). The evolution of the yield
stress starts during the cooling phase of the injection
molding process at the moment that the temperature
passes through the glass transition temperature. From
that moment on, there will be a build-up of effective
aging time with thermal history.

In essence, during the cooling phase, parameter ¢, is
equal to zero; meanwhile ., evolves only in the glassy
state, below the glass transition temperature T,
Therefore, the evolution equation is approximated by:

T>T, : i, =0

e 1 ' '
o = [ o (Tt

where #.;. is the build-up of effective aging time during
the cooling process, 7.(z) the thermal history during
cooling, ¢. the cooling time, and az(7) the shift function
according to equation (15). The logarithmic evolution
of the state parameter S, then simplifies to:

S, (&, T)=c,+c -log(t,;) (18)

where ¢, and ¢; are constant fitting parameters with
values ¢y=-4.41 and c;=3.3, and a good description of
the aging kinetics is obtained for an activation energy of
4U,=205 kJ/mol [9].

(17)
T<T,

Notice that in this approximation the value of T, is
introduced as a parameter with a constant value.
Therefore, the complex dynamics around the glass
transition temperature and the influence of cooling rate
and pressure are not covered [9].

Numerical simulations of the injection molding process
were performed with Autodesk Moldflow. The thermal
history was extracted from these simulations and the S,
values calculated using equations (17) and (18).

4. RESULTS AND DISCUSSION

4.1. Thermodynamic state evolution

Moldflow simulations were performed of the injection
molding process. Process variables were selected as
described before. Sufficient refinement in the direction
of the mold surface was necessary to capture with
precision the thermal history near the exterior and
interior vessel walls. An image of the mesh used is
given in Figure 5 and a total of 307.279 tetrahedral
elements were used in the calculation.

Figure 5: Image of Pressure Vessel Moldflow mesh.

From these numerical simulations, the thermal history
during cooling could be extracted for each mesh nodal
point. The cooling rate is maximal at the vessels
surfaces and reduces towards the center of the vessel.
Subsequently, the local S, values are calculated for each
node, where 7, was chosen to be 150°C. The resulting
state parameter values over the vessel’s thickness for
the two mold temperatures of 90°C and 120°C,
respectively, are shown in Figure 6. State parameter
distributions at different locations in axial and radial
directions were checked. Hardly any differences in S,
values were found in the straight part of the vessel (not
shown here), indicating that also in the simulations a
uniform filling of the mold is predicted.

Mold temperature: r=80"C, b=120"C

e T T T

— Ll —
'1#"." i ﬂh_q_“‘i

| e ——— i
aof| i

1

calc. state parameter S_ [-]

1 4‘5 1] 0-5 1
narm. thickness [—]

Figure 6: Distribution of state parameter S, over the
thickness of the pressure vessel.

The state parameter S, values, which are independent of
loading geometry and conditions, can also be
transformed into the more easily interpretable yield
stress values. These values are, however, dependent on
loading details, e.g. the yield stress measured in
compression is not equal to the one measured in tension.
The thermodynamic state values of Figure 6 are shown
in Figure 7 as yield stress values for a uniaxial tensile
test at a strain rate of /07 1/5s.



Mold temperature: r=90°C, b=120°C
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Figure 7: Distribution of yield stress over the thickness
of the pressure vessel.

Near the surface of the component, in direct contact
with the cold mold surface, a much lower yield stress
value is found compared to the center of the vessel. This
is related to the higher cooling rates occurring there.

A clear influence of the mold temperature on the yield
stress distribution is also visible in Figure 7. An
increase in mold temperature leads to a slower cooling
rate and, consequently, an overall higher yield stress.
Furthermore, the reduction in yield stress near the
surface is vanishing at a higher mold temperature. An
area normalized average thermodynamic state value of
S,=31.5 and S,=33.4 are calculated for the mold
temperatures of 90°C and 120°C, respectively.

4.2. Uniaxial tensile tests

From the straight part of the pressure vessel, uniaxial
tensile test specimen were extracted (see Figure 2) and
tested to determine the engineering yield stress at
various strain rates and room temperature. Results are
shown in Figure 8.

70
‘T
o
=
w
w
(]
=
w
o
2 o |
> o 120°C
g'-, 55F ¢ 90°C
i _Sa=31 5

—5,=334
50
-4 -3 2
10 10 10

Strain rate [1/s]

Figure 8: Engineering yield stress as a function of
strain rate for dog-bone shaped samples cut from the
injection molded pressure vessels. Symbols are
experimental data; lines are EGP model predictions.

Using the area mean thermodynamic state parameters
determined numerically as indicated in the previous
section, ie. S,=31.5 for T,=90°C and §,=33.4 for
T,,=120°C, uniaxial tensile tests where simulated over
the strain rate range /0~ — 107 1/s. As can be seen in
Figure 8, an excellent agreement between experimental
and numerical results is obtained.

It can be criticized that the value for the glass transition
temperature 7T, is introduced as a constant parameter. In
reality, 7, will be dependent on cooling rate and that
might influence somewhat the results of the distribution
over the thickness of the thermodynamic state value of
Figure 6. It was shown, however, by Engels ef al. [10]
that an approach with an improved modeling of the
evolution kinetics around 7, gives similar results and
only minor differences were predicted within
experimental errors.

As a final step, structural analysis simulations of the
burst pressure test have to be performed and compared
to experimental results. Although no direct failure
criterion is implemented, ductile failure of the pressure
vessels is assumed when the outer diameter rapidly
increases over time, i.e. when the material has passed
the yield point and enters into the strain softening
region. Thus, correct yield stress predictions are of
significant importance. So far, this is ongoing
investigation and no results are yet available.
Nevertheless, the comparison between simulations and
experiments of the uniaxial tensile tests show promising
results.

5. CONCLUSIONS

A numerical-experimental method is presented to
predict the development of mechanical properties of an
injection molded glassy polymer pressure vessel. For
the well characterized polycarbonate material, pressure
vessels are injection molded using two different mold
temperatures in order to invoke different final
thermodynamic product states or product “age”. Dog-
bone shaped tensile specimens were extracted from the
tubes and submitted to uniaxial tensile tests.

On the other hand, development of the yield stress, or
thermodynamic state parameter, distribution over the
injection molded product was numerically determined.
This was based on the idea that the development during
processing is identical to that governing aging kinetics.
The process-related thermal history, derived from
numerical simulations of the injection molding process,
is used to calculate an area mean thermodynamic state
value. This state parameter is subsequently introduced
in the structural analysis simulations. Comparing results
of uniaxial tensile tests, an excellent agreement is found
between experimental and numerical data. Research is
ongoing for the burst pressure tests and presently results
are not yet available. Nevertheless, promising trends
were obtained from the results of the uniaxial tensile
tests.
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RESUMEN

En el presente trabajo se analiza, mediante el Método de los Elementos Finitos, el proceso de transicion fragil-ductil en
el modo de fallo observado en probetas de Policarbonato entalladas sometidas a impacto. Para analizar dicha transicion,
se ha implementado en una subrutina de usuario, un modelo de dafio que combina un criterio tensional de fractura y
otro energético, actuando de manera simultinea. La competencia entre ambos criterios, predice la diferencia de
comportamiento en fractura a partir de una velocidad critica de impacto, y como se produce esta transicion en distintos
planos a través del espesor de la probeta. Estos resultados ponen de manifiesto el marcado caracter tridimensional de los
procesos de propagacion de fisuras, asi como la necesidad de emplear modelos tridimensionales para su estudio.

ABSTRACT

In this paper we analyze, using the Finite Element Method, the process of brittle-ductile transition in the failure mode
observed in polycarbonate notched specimens and subjected to impact. In order to analyze this transition we have
implemented, through a user subroutine, a damage model which combines a tensional fracture criterion and an
energetic, which act simultaneously. The competition between both criteria predicts the difference in material behavior
from a critical impact velocity, and how this transition is produced on different planes through the thickness of the
specimen. These results show the tridimensional character of processes involving crack propagation as well as the
necessity of employing three-dimensional models for its study.

PALABRAS CLAVE: Polimeros, Modelos de Dafio, Transicion en el Modo de Fallo.

1. INTRODUCCION

La buena relacion entre la resistencia a impacto de
ciertos de materiales poliméricos respecto a su peso y
coste, ha motivado que en las ultimas décadas haya
aumentado su utilizacion en la industria. Durante su
vida en servicio, estos componentes pueden estar
sometidos a cargas dinamicas y de impacto, lo que
requiere  profundizar en el conocimiento del
comportamiento mecanico de estos materiales
sometidos a altas velocidades de deformacion, asi como
su comportamiento ante fractura, lo que ha llamado la
atencion de parte de la comunidad cientifica [1,2,3,4],
existiendo trabajos experimentales, como los de Ravi-
Chandar y Knauss [5], donde se analiza la propagacion
dinamica de fisuras en este tipo de materiales.

Asi, es fundamental poder predecir las condiciones de
fallo de un componente, la propagacion inestable de
fisuras asi como la velocidad y direccion de
propagacion de las mismas. En definitiva, es importante
analizar el modo de fallo segun el cual se produce la
rotura en condiciones dindmicas.

La transicion fragil-ductil en el modo de fallo ha sido
estudiada principalmente en metales [6,7], aunque

también se ha observado en materiales poliméricos
como el PoliMetilMetAcrilato (PMMA) [8] y el
PoliCarbonato (PC) [9].

Este fendmeno de transicion en el modo de fallo, fue
analizado con detalle por Kalthoff [6] en probetas de
acero sometidas a cargas dinamicas segiin un modo II
de deformacion. En dichos ensayos, observo que a bajas
velocidades de impacto, el mecanismo de fractura
dominante era el de clivaje, y que las fisuras propagaban
con un angulo de unos 70° con respecto al plano de la
entalla. Sin embargo, a partir de una determinada
velocidad de impacto, aparecian bandas adiabaticas de
cortadura y las fisuras se propagaban con un angulo
mucho menor, en torno a 10° (figura 1).

Figura 1. Modos de fallo. Fractura fragil (izq) y
fractura ductil (drcha).
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Este fenomeno de cambio en el modo de fallo, pasando
de ser un mecanismo de rotura fragil (clivaje) a otro
ductil (bandas de cortadura), se denomina transicion
fragil-ductil en el modo de fallo.

La mayoria de los analisis publicados [6,8,9], ya sean en
metales o polimeros, se centran en la descripcion
cualitativa del fendémeno de transicion en el modo de
fallo. Recientemente, Dolinski et al. [7], propusieron un
modelo de dafio aplicado a materiales metalicos capaz
de predecir dicha transicion. Sin embargo, tal y como se
ha observado experimentalmente, en materiales
poliméricos los modos de fallo producidos son
semejantes a los recogidos por el modelo de Dolinski et
al. por lo que podria ser interesante extender la
metodologia propuesta a polimeros.

En el presente trabajo, empleando el Método de los
Elementos Finitos, se ha realizado un modelo numérico
tridimensional completo de los ensayos realizados por
Ravi-Chandar et al. [9] en probetas entalladas de PC,
incorporando el modelo de dafio. Dicho modelo
propuesto e implementado mediante una subrutina de
usuario, es una extension del publicado por Dolinski et
al. [7], a materiales poliméricos, en particular al PC.

En el analisis realizado, se ha prestado especial atencion
al proceso de transicion fragil-ductil en el modo de
fallo. Los resultados ponen de manifiesto el marcado
caracter tridimensional de los procesos de propagacion
de fisuras, asi como la necesidad de emplear modelos
tridimensionales para su estudio.

2. DESCRIPCION DEL PROBLEMA

Las simulaciones numéricas llevadas a cabo en este
trabajo corresponden a los ensayos experimentales
realizados por Ravi-Chandar et al. [9]. Dichos ensayos
consisten en el impacto asimétrico de un proyectil
cilindrico contra una probeta plana con entalla simple,
ambos de PC, tal y como se muestra en la figura 2. El
impacto se produce en la mitad superior de la probeta,
considerando tedricamente nula la altura de impacto
respecto al plano de la entalla (ver figura 3), e
imponiendo un desplazamiento vertical nulo en la
superficie inferior de la probeta. Las dimensiones de
probeta y proyectil se recogen la tabla 1.

Tabla 1. Dimensiones de probeta y proyectil.

Altura de la probeta 400 mm
Anchura de la probeta 100 mm
Espesor de la probeta 6 mm
Longitud de la entalla 12.7 mm

Altura de la entalla 0.3 mm
Longitud del proyectil 100 mm
Diametro del proyectil 50 mm
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Figura 2. Modelo tridimensional del problema.
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Figura 3. Altura de impacto (h).
3. MODELO DE DANO

El modelo de dafio implementado es una adaptacion del
publicado por Dolinski et al. [7]. Dicho modelo
incorpora de manera simultanea dos modos de fallo, por
un lado un criterio de fractura fragil definido a partir de
la tensién principal maxima, y por otro, un criterio de
fractura ductil (bandas de cortadura adiabaticas),
definido a partir de la densidad de energia de
deformacion.

3.1. Criterio de fractura fragil

El criterio de fractura fragil se ha definido utilizando un
criterio de rotura local, basado en la tension principal
maxima, de forma que cuando en algin punto del sélido
dicha tension principal méaxima alcance un valor critico,
of", se produzca el fallo del elemento, tal y como se
recoge en la expresion (1).

— CTrit &
o; = af" (&) (1
Esta expresion , considera la dependencia de of™ con
la velocidad de deformacion equivalente &, por lo que es
necesario conocer el estado tenso-deformacional en una



zona que rodee al extremo de la entalla [10]. A partir de
los resultados experimentales publicados por Ravi-
Chandar et al. [9], se ha obtenido numéricamente la

relacion entre o™ y & (figura 4).
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Figura 4. Tension principal mdaxima critica frente a
velocidad de deformacion equivalente.

3.2. Criterio de fractura ductil

El criterio de fractura ductil considerado, esta basado en
la densidad de energia de deformacion, y establece el
deterioro gradual de la resistencia estructural de un
elemento de acuerdo con la siguiente expresion

5eq = 5_gq(1 - Db) (2)

donde G¢, es la tension equivalente en el instante actual,
para una deformacion equivalente dada, &, = ég[,if
(siendo 55[,“ la deformacion equivalente a partir de la
cual la resistencia estructural comienza a deteriorarse).
El exponente b permite establecer el tipo de relacion
entre Gpq y Goq (lineal, cuadratica, cibica...). En este
trabajo se ha considerado una relacion tipo lineal, por lo
que dicho exponente tomara valor unidad (b = 1). El
parametro D € [0,1] indica el nivel de dafio existente en
el elemento, implicando que cuando D = 0 el elemento
esta intacto, mientras que si D = 1 el elemento habra
perdido toda su capacidad resistiva. Dicho parametro de
dafio D viene dado por

p = W Werie 3)

Wfrac_Wcrit

donde Wy4. corresponde a la densidad de energia en el
momento en el que se produce la rotura total del
elemento, es decir, cuando la tensién equivalente
alcanza un valor nulo, y W,,;; determina un nivel critico
de la densidad total de energia de deformacion
almacenada en un elemento, dado por la siguiente
expresion

=crit
é‘eq

Werie = [, 0yj dej )

donde o;; y €;; son las componentes de los tensores de
tension y deformacion respectivamente.

En general, los materiales poliméricos presentan
diferente comportamiento a compresion y a traccion,
siendo menor su resistencia en este ultimo caso, tal y
como le ocurre al PC. Para recoger este efecto, el
criterio de fractura implementado distingue entre los
elementos que estén trabajando a traccion y los que lo
estén haciendo a compresion. Dicha distincion se ha
realizado mediante el uso del primer invariante del
tensor de tensiones, I;, segun el siguiente criterio:

e Sil; > 0: El elemento trabaja a traccion.
e Sil; < 0:El elemento trabaja a compresion.

De esta manera, se han calculado diferentes valores de
densidades de energia critica y de fractura para los casos
de traccion y compresion. Los valores de los parametros
empleados que conforman el criterio de fractura ductil
aparecen recogidos en la tabla 1. Al igual que para el
caso del criterio de fractura fragil, dichos valores se han
obtenido de manera que se reprodujeran los resultados
experimentales publicados por Ravi-Chandar et al. [9].

Tabla 2. Valores de los pardametros del criterio de
fractura ductil para el Policarbonato.

wirac 40 MJ/m’
wiac 100 MJ/m’
woom? 140 MJ/m’
Wae” 170 MJ/m’

4. MODELO NUMERICO

En este trabajo se ha implementado, en el cddigo
comercial de elementos finitos ABAQUS/Explicit
v6.11, un modelo numérico tridimensional completo
(probeta y proyectil) del problema analizado por Ravi-
Chandar et al. [9].

Debido a la simetria del problema, se ha considerado
unicamente la mitad de la probeta y del proyectil,
imponiendo las correspondientes condiciones de
contorno.

Para poder considerar los elevados gradientes de tension
y deformacion que se producen en las proximidades del
extremo de la entalla, se ha refinado la malla de la
probeta en dicha zona.

En total, la malla de la probeta consta de 183678 nodos
y 165030 elementos tipo C3D8RT, mientras que la del
proyectil consta de 3990 nodos y 3220 elementos de
tipo C3D8R, considerando un diferente comportamiento
constitutivo del PC para probeta y proyectil, tal y como
se detallard a continuacion.
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4.1. Comportamiento constitutivo del Policarbonato

Para disminuir el coste computacional de las
simulaciones numéricas se ha modelizado el PC del
proyectil como elastico y lineal, mientras que para el PC
de la probeta se considerara un modelo de material

termoviscoplastico, definido por la ley tension-
deformacion recogida en las expresiones (5-9)
o, Si e<®
E
o, si D <e<08le, +2—¢,
- E E
g = . oy oy (5)
o3 Si 0.81£h+?—£O <e< £h+?—eo
o4 SI £2£h+(;—y—eo
o, = Ee (6)
g
02=0y+A(s—?y) 7
o3 = 0, + A(0.81g, — &y) +
-
B(e—081e, -2+ 80) (8)
o, =0y, + A(0.81e, — &y) +
0.19Be, + E (e =&, — 2+ ) ©)

La dependencia con la temperatura [9] y con la
velocidad de deformacion [11] vienen dadas por las
siguientes expresiones

0,(0) = gy — B0 — 6) (10)
a\1/n

0,(&) = ay0 + >sinh ! (gi) (11)

donde

O_yo = Eeo (12)

siendo la temperatura de referencia 68, = 20°C.

Las propiedades que se han utilizado para definir el
comportamiento del PC se recogen en la tabla 3.

Tabla 3. Propiedades del Policarbonato

Moddulo de Young E 2.4 GPa
Densidad p 1160 kg/m®
Coeficiente de Poisson v 0.34
Constante Ley Constitutiva | A 5 MPa
Constante Ley Constitutiva | B 100 MPa
Limite elastico a traccion cr}f 50.4 MPa
Limite elas'tlrco a J; 57 MPa
compresion
Def. en el limite eléstico & 0.021
Dgf. al cp’mlenzo dela . 0521
orientacién molecular
Coeficiente de
ablandamiento térmico B 0.25 MPa/K

Calor especifico Cp | 1170 J/(kg-K)

0.2 W/(K-m)

Conductividad térmica

Coeficiente de expansion
térmica
Coeficiente de
Quinney-Taylor

a 6.5-10°K!

1) 0.6

5. RESULTADOS

En primer lugar, mediante la implementacion del
criterio de dafio propuesto a través de una subrutina de
usuario VUSDFLD, se han reproducido numéricamente
los resultados experimentales obtenidos por Ravi-
Chandar et al. [9], tanto para el modo de fractura fragil
como para el ductil. Posteriormente se ha analizado en
detalle el proceso de transicion fragil-ductil en el modo
de fallo.

5.1. Modo de fractura fragil

En la figura 5 se pueden observar los resultados de un
impacto a una velocidad de 40 m/s, por debajo de la
velocidad de transicion, aparece un modo de fractura
fragil por modo I.

Tanto en los resultados numéricos como en los
experimentales  aparecen dos trayectorias  de

propagacion de fisura, indicadas en dicha figura por las
letras B y L. La fisura B aparece en primer lugar debido
al impacto del proyectil, antes de que se produzca el
fenémeno de reflexion de ondas desde los bordes de la
probeta, y se propaga hasta que las ondas reflejadas
alcanzan la zona del extremo de fisura.

Figura 5. Modo de fractura fragil. Resultados
numericos (izq) y experimentales (drcha).

Dicha fisura B propaga estableciendo un angulo con la
horizontal de aproximadamente 70° tanto en los
resultados numéricos como en los experimentales,
direccion que coincide con la de mayor tension principal
maxima. La fisura L aparece instantes después, debido a
la interaccion de las ondas reflejadas con el extremo de
la entalla inicial, propagandose en direccion opuesta a la
fisura B.

El tiempo de inicio de la propagacion de la fisura B
varia ligeramente entre los resultados numéricos y los



experimentales. En el primer caso, dicha iniciacion se
produce en torno a los 30 pus, mientras que
experimentalmente comienza aproximadamente a los
50 ps. Esta pequena diferencia puede ser debida a la
altura con la que el proyectil golpea el labio superior de
la entalla. En las simulaciones numéricas se impone que
dicha altura sea nula, mientras que experimentalmente
es probable que el proyectil no estuviera perfectamente
alineado con el borde superior de la entalla, o incluso
que existiera cierta oblicuidad, aumentando ligeramente
la altura del impacto, y retrasandose de esta forma el
inicio de la propagacion.

5.2. Modo de fractura ductil

En este caso se ha considerado una velocidad de
impacto de 60 m/s, por encima de la velocidad de
transicion, dando lugar a un modo de fractura ductil
dominado por bandas de cortadura adiabaticas.

Tanto experimental como numéricamente se observa
como la fisura propaga en la direccién en la cual se
producen las mayores deformaciones plasticas y el
mayor incremento de temperatura, hasta detenerse tras
recorrer unos poco milimetros. Como se observa en la
figura 6, la direccion de propagacion forma unos 10°
con la horizontal.

Asimismo, se ha comparado la longitud total de
propagacion de la fisura, llegando a alcanzar unos 10
mm en los resultados experimentales, mientras que en
los resultados numéricos la propagacion cesa tras haber
recorrido aproximadamente 6 mm.

Figura 6. Modo de fractura ductil. Resultados
numéricos (arriba) y experimentales (abajo).

5.3. Proceso de transicion fragil-ductil

Como se ha comentado anteriormente, existe una
determinada velocidad de impacto, denominada
velocidad de transicion, a la cual se produce el cambio
en el modo de fallo, definiéndose por lo tanto como la
menor velocidad a la cual el fallo producido es
completamente ductil. Experimentalmente se determind
que dicha velocidad (para el material y la geometria de
probeta utilizados en este estudio) era de 58 m/s [9],
mientras que en las simulaciones numéricas esta
velocidad se encuentra en torno a los 55 m/s, siendo por
lo tanto el error estimado del 5,17 %. Por debajo de la
velocidad de transicion, el fallo es de tipo fragil, pero a
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medida que la velocidad de impacto se acerca a dicha
velocidad de transicion, se aprecian ciertas variaciones
en el proceso de propagacion de la fisura,
diferenciandose entre la superficie libre de la probeta y
su plano de simetria.

La figura 7 recoge esquematicamente las cuatro
situaciones que se han observado, segun la velocidad de
impacto, siendo vy < v < V3 < Vypans < V4 velocidades
comprendidas entre 53 y 56 m/s. Las situaciones 1 y 4
equivalen a las producidas en los apartados anteriores,
en los que se originaba un fallo fragil y otro ductil
respectivamente. En ambos casos, el tipo de fallo
producido coincide tanto en la superficie libre de la
probeta (SL) como en su plano de simetria (PS). Sin
embargo, en las situaciones 2 y 3 no ocurre asi. A
medida que la velocidad de impacto se aproxima a la
velocidad de transicidon, se observa como en la cara
exterior de la probeta aparece una fisura de tipo ductil,
mientras que en el plano de simetria aparece una fisura
dominada por el modo de fallo fragil (situacion 2). Acto
seguido, este modo de fallo fragil se propaga a lo largo
del espesor de la probeta hacia el exterior de la misma.
Cuando la velocidad de impacto aumenta ligeramente
(situacion 3), sin llegar a alcanzar la velocidad de
transicion, se observa como tanto en la cara libre como
en el plano de simetria, el fallo producido es de tipo
ductil. A partir de un determinado instante, se produce
en el plano de simetria una nueva transicion hacia un
modo de fallo fragil, que nuevamente propaga hacia las
superficies libres a lo largo del espesor de la probeta.
Por lo tanto se ha comprobado como la fisura que se
inicia en el plano de simetria en las situaciones 2 y 3,
propaga a lo largo del espesor de la probeta, efecto que
unicamente se podria observar mediante un modelo 3D
de la probeta, poniéndose de manifiesto el marcado
caracter tridimensional de los procesos de propagacion
de fisura.

idad de impacto v,

L

locidad de impacto v,

.

PS
idad de impacto v,

PS

Figura 7. Situaciones en las que se produce la
propagacion segun la velocidad de impacto.
SL: Superficie libre. PS: Plano de simetria.
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Es importante destacar que en el plano de simetria de la
situacion 3 se aprecian dos transiciones en el modo de
fallo diferentes. En primer lugar, como se ha
comentado, se produce una transicion fragil-ductil: la
fisura comienza a propagar segin una banda de
cortadura adiabatica (en contraposiciéon a como ocurria
en el plano de simetria de la situacién 2) hasta una
determinada longitud. Posteriormente, se produce de
forma repentina un quiebro en la direccion de
propagacion  (pasando de unos 10° a  70°
aproximadamente), transformandose en una fisura
producida por clivaje que propaga seglin la direccion de
la tension principal maxima. Estas dos transiciones en el
modo de fallo también han sido observadas
experimentalmente por Zhou et al. [3] en probetas de
Ti-6Al-4V.

6. CONCLUSIONES

En el presente trabajo, empleando el Método de los
Elementos Finitos, se ha realizado un modelo numérico
tridimensional completo del impacto de un proyectil
cilindrico contra probetas entalladas de PC,
implementando el modelo de dafio mediante una
subrutina de usuario.

Se ha propuesto un modelo de dafio que integra
simultineamente un criterio local basado en tensiones y
otro energético, que recoge la competencia entre los dos
modos de fallo observados en materiales poliméricos, y
que es capaz de recoger el fendmeno de la transicion
fragil-ductil en el modo de fallo.

Dicho modelo parte de uno inicialmente aplicado a
metales, el cual se ha adaptado al PC incluyendo la
distincion de comportamiento entre traccidbn |y
compresion. Asi, mediante un modelo numérico 3D que
incluye tanto probeta como proyectil, se han conseguido
reproducir de  forma  cualitativa  resultados
experimentales publicados en la literatura como son: la
velocidad de impacto a la que se produce la transicion
en el modo de fallo, y la direccion de propagacion de la
fisura.

Ademas, se ha realizado un analisis numérico detallado
del proceso de transicion entre los modos de fallo fragil
y ductil, observandose un diferente comportamiento en
las caras libres de la probeta respecto al plano de
simetria de la misma. Asi, se ha comprobado como el
modo de fallo que se produce en el plano de simetria
propaga a lo largo del espesor de la probeta hacia las
superficies libres, siendo éste el modo de fallo
dominante. De esta manera, se pone de manifiesto el
marcado caracter tridimensional de los procesos de
propagacion de fisuras.
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RESUMEN

Existen varios métodos para introducir una grieta afilada en polimeros, aunque la agudizacién mediante cuchilla es
preferible frente a la agudizacion mediante fatiga. Se ha comprobado que el uso de métodos de contacto como el de la
cuchilla para introducir grietas afiladas puede generar dafio en el frente de grieta, obteniendo valores sobreestimados de
la tenacidad de fractura. Este trabajo analiza el efecto del radio de la fisura en la tenacidad de fractura de una resina
epoxi. Los ensayos se realizaron en la configuracion de flexion en tres puntos sobre probetas con un amplio intervalo de
radios en el fondo de la fisura, desde el tamafio de la grieta natural, ~ 0.1 um, hasta 2 mm. El comportamiento de la
tenacidad de fractura frente al radio de la entalla se ha analizado utilizando un modelo elastico cuyos parametros han
permitido estimar las razones de los valores sobreestimados de la tenacidad de fractura.

ABSTRACT

Notch sharpening of polymeric fracture samples is still an unsolved problem. The existing methodologies for the
evaluation of the fracture toughness of polymers recommend the use of contact techniques such as razor sharpening
which, in some cases, can induce high scatter in toughness results or even overestimated values. This work analyzes the
effect of crack sharpness on the fracture toughness of epoxy resins. Three-point bending tests were carried out on
specimens with a wide range of tip radii, going from the size of natural cracks, ~ 0.1 um, to 2 mm. The behaviour of the
fracture toughness versus the crack tip radius has been modelled using a two criterion elastic model, a length and a
stress, to estimate the overestimated toughness values with the crack tip radius and the effect of blunting arising from
plastic deformation.

PALABRAS CLAVE: Fractura, agudizacion, resinas epoxy.

1. INTRODUCCION (femtolaser). Independientemente del material, la

tenacidad de fractura obtenida a partir de probetas

La influencia de la agudizaciéon de la entalla en la
tenacidad de fractura de materiales poliméricos ha
captado de nuevo la atencion de la comunidad
cientifica. Recientemente, han aparecido varios trabajos
resaltando el papel de la agudizacion de la entalla en los
parametros de fractura de tanto polimeros heterogéneos
semi-cristalinos como los copolimeros en bloque
etileno-propileno [1-3] o polimeros amorfos como el
policarbonato [4]. En estos trabajos, los valores de la
tenacidad de fractura obtenidos mediante diferentes
aproximaciones se determinaron a partir de probetas
agudizadas mediante dos procedimientos: la técnica
tradicional de contacto utilizando una cuchilla y la
técnica de no contacto basado en la ablacion utilizando
un laser pulsado de duracion de femtosegundos

agudizadas mediante femtolaser presentd valores mas
bajos que los correspondientes asociados a probetas
agudizadas mediante cuchilla. La razon estriba en que la
ablacion laser mediante laser pulsado de femtosegundo
se caracteriza por la creacion de fases en forma de vapor
y plasma, y por tanto, completa ausencia de fases
liquidas, asi como completa ausencia de conduccion
térmica en el material [5-6]. Asi, esta técnica permite
eliminar material de la punta de la entalla sin apenas
disipacion de calor y, por tanto, sin fusiones ni
deformaciones térmicas de los alrededores. En cambio,
las probetas cuya grieta afilada fue introducida con
cuchilla presentaron una zona deformada plasticamente
en el frente de grieta responsable de los valores mas
elevados en la tenacidad.
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Todos estos descubrimientos han hecho que se
cuestione los criterios concernientes a la calidad de la
entalla. Tanto la Sociedad Europea de Integridad
Estructural (European Structural Integrity Society,
ESIS) [7-9] como la Asociacién Americana para el
Ensayo de Materiales (American Society for Testing
and Materials, ASTM) [10-11] sefialan que cuando una
grieta natural no puede generarse en polimeros
mediante, o bien golpe seco en una cuchilla colocada en
la entalla o por fatiga, la agudizacion puede realizarse
deslizando una cuchilla a lo largo del fondo de la entalla
mecanizada. En cualquier caso, ambas asociaciones
coinciden en que el radio del fondo de la fisura no debe
superior las 20 um. Atendiendo a estos resultados, el
objetivo de este trabajo es investigar el efecto del radio
de la fisura en los parametros de fractura de un
material fragil como es una resina epoxy. Se prestara
especial atencion a la razén de los wvalores
sobreestimados de la tenacidad de fractura con el radio
de la punta de la grieta y la posible influencia del
enromamiento causado por fendémenos de deformacion
plastica en el frente de grieta. Se empleara un modelo
elastico modificado para grietas romas para aportar mas
informacion sobre los efectos de la agudizacion de la
entalla en los parametros de fractura [12].

2. FUNDAMENTOS TEORICOS

Kinloch y Williams [13] constataron que en polimeros
fragiles, la deformacion plastica localizada en el frente
de grieta, seguida de enromamiento en la punta de la
fisura generada previamente a la propagacion de la
fisura, es un factor que controla el proceso de rotura.
Para analizar la tenacidad de fractura de entallas romas,
se emplea un modelo basado en la solucion elastica de
las tensiones generadas en la punta de una fisura eliptica
sometida a una tension remota, G, normal al semi-eje
mayor, a, [12]. Durante el proceso de carga de una
probeta, la deformacion plastica que se genera en el
frente de grieta (longitud rc y tension o¢) da lugar a un
fenomeno de enromamiento que hace aumentar el radio
de la punta de la fisura desde el valor inicial R, hasta R¢
(Figura 1).

cA
Oc \
\ R ( \ R
N .
¢ a > ’ -
I'c

Figura 1. Frente de grieta en el instante de fractura de
muestras con grietas romas.

La tension generada en el frente de grieta ¢ y su

longitud rc estan relacionadas con el radio de la punta
de la fisura en el momento de la fractura, R, y con la
tension remota G a través de la expresion [14]:

Oc 2£(R+rc)

== (1)
o (R+2r.)?
Para una grieta afilada, R=0, se obtiene:
c a
< _ | = )
o 2r¢

Y su tenacidad de fractura, K¢, puede expresarse tanto
en funcion de la tensidon remota aplicada ¢ como de la
tension local en la punta de la grieta 6 mediante:

Ko =ovma =6 2mr. 3)

Para grietas romas, las tensiones elevadas generadas en
la punta de la grieta implican el uso de una tenacidad de
fractura aparente, K,, equivalente a la tenacidad de
fractura de una muestra con una grieta afilada pero con
una distribucion de tensiones en el instante de la rotura
idéntico a la de una probeta con una grieta roma. La
tenacidad de fractura aparente esta relacionada con la
tenacidad de fractura de una probeta con una grieta
afilada a través de:

R 3/2
I+ —
K, 21

= 4
KIC (l N Rj ( )
I'c

Al utilizar las soluciones elasticas, la deformacion
plastica acumulada puede expresarse en funcion de la
apertura de los labios de la fisura, 8, suponiendo que las
tensiones generadas en el frente no superan la tension de
cedencia del material, 6y. De esta manera, utilizando la
solucidn elastica:

5= Ku
Eoy

)

Para una probeta con un radio inicial de fisura Ry, la
deformacion plastica desarrollada en el frente, cuyo
efecto esta contenido en la expresion de 8, induce mayor
enromamiento de la punta de la fisura en una cantidad
igual a R, obteniendo finalmente:

Por lo que el aumento en el radio de la punta de la fisura
en el momento de la rotura es igual a la mitad de la
apertura de los labios de la fisura. A su vez, el radio de
la punta de la grieta en el instante de rotura, R, esta
relacionada con Ry y R¢ a través de:

R R K
f& = /_0 + _C( b j (7
Ic Ic e \ Kye




K, se obtiene a partir de los valores de la tenacidad de
fractura determinados experimentalmente, K;, mediante:

,71/2
- K
K, zzK In| sec ETI ®)
T 2 K

donde K es la tenacidad de fractura pléstica. Las
tensiones tan elevadas generadas en el frente de grieta al
aumentar el radio inicial de la entalla requieren tener en
cuenta una condicion de colapso plastico del ligamento

A

[13]. K se calculd segun las directrices dadas en [12].

Finalmente, combinando las ecuaciones (4) y (7):
- q1/2

R,

! 8rc

+ 2
R
21— [~ | |- [Re
8rc 8rc

Por ultimo, el grado de ductilidad alcanzado puede
definirse a través de:

Ki=Kyc

©)

2
T O¢
8 Eoy

=1 (10)

siendo E el mddulo de elasticidad del material.
3. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL

El material objeto de estudio fue una resina epoxi
comercial de diglycidyl ether de bisphenol A (DGEBA),
con un mddulo de Young de 2.65 GPa y una tension de
cedencia en traccion de 85 MPa.

Las probetas en forma de paralelepipedos y dimensiones
6x12x54 mm’ presentaron una entalla mecanizada en
forma de V. Los procesos de agudizaciéon generaron
probetas que pueden dividirse en dos grupos: muestras
con grietas afiladas y muestras con grietas romas. Las
grietas afiladas se introdujeron empleando dos
procedimientos: uno de contacto, basado en la técnica
tradicional de golpe seco en una cuchilla a 23 °C o
enfriada en nitrégeno liquido, situada en el fondo de la
entalla mecanizada; y otro de no contacto como es el
uso de un femtolaser.

Para introducir grietas romas con radios diferentes, se
emplearon distintas técnicas que pueden agruparse en
tres grupos. Para generar grietas con diametros de 0.01,
0.02, 0.05, 0.07 y 0.1 mm, se utilizaron cuchillas con
distinto radio de filo procesadas en los laboratorios del
Imperial College. El procedimiento de agudizacion
consistio en deslizar la cuchilla a lo largo del fondo de
la entalla sin presionar.

Para insertar grietas con un radio mayor, es decir, con
diametros de 0.4, 0.6, 0.8, 1, 1.5, 2, 2.5 y 3 mm, se

empled una técnica de perforacion utilizando brocas con
distinto diametro montadas en una maquina de
perforacion de alta velocidad.

Por ultimo, se generaron probetas con radios en el fondo
de la fisura de hasta 4 y 7 mm mediante un
procedimiento de fresado.

Independientemente del proceso de agudizacion, la
relacion entre la grieta inicial final y el ancho de la
probeta fue de 0.5.

Antes de ensayar, la superficie de todas las probetas
agudizadas fueron inspeccionadas mediante microscopia
para analizar el frente de grieta. Las probetas con
cualquier tipo de dafio, ya bien sea en forma de
microgrietas o areas con diferente color o textura, se
desecharon.

Los ensayos de fractura se realizaron en una maquina
electromecanica (Instron 3365) a 23 °C y bajo control
de desplazamiento a una velocidad de 10 mm/min. Se
empled un dispositivo de flexion en tres puntos con una
luz cuatro veces superior al ancho de la probeta y la
fuerza se midio con una célula de carga de + 1 kN Para
determinar los valores de tenacidad de fractura se
siguieron las directrices del protocolo ESIS TC4
titulado “K¢ and Gc at slow speeds for polymers” [7].
Tras los ensayos, la morfologia de las superficies de
fractura fue analizada mediante microscopia optica.

4. RESULTADOS Y DISCUSION
4.1. Resultados experimentales

La Figura 2 muestra los valores de la tenacidad de
fractura, K, frente al radio inicial de la fisura, R,

il
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Figura 2. K| frente a R,
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Como era de esperar, la tenacidad aparente aumenta con
el radio del fondo de la fisura, siendo las muestras con
grieta natural, radio de 0.2 um, agudizadas mediante un
golpe seco de cuchilla las que presentaron los valores
més bajos, ~0.5 MPa-m"2. Es interesante mencionar que
un pequefio aumento en el radio de la punta de la fisura
implica un notable aumento en los valores de la
tenacidad. Asi, incluso las muestras con grietas afiladas
agudizadas mediante femtolaser presentaron valores de
tenacidad dos veces superiores a los de las probetas con
grietas naturales puesto que su radio fue de 0.8 pum, es
decir, cuatro veces superior.

El rapido crecimiento de la tenacidad de fractura con el
radio de la punta de la fisura se debe al enromamiento
tal y como muestran las superficies de fractura. La
Figura 3 muestra una superficie de fractura
caracteristica de una probeta con una grieta afilada. La
superficie es completamente plana sin ningin rasgo
distintivo.

Figura 3. Superficie de fractura de una probeta con una
grieta afilada (agudizacion mediante golpe seco con
cuchilla a 23 °C)

La superficie de fractura de las probetas agudizadas
mediante deslizamiento de cuchilla son planas pero con
marcas de rio en las proximidades de la entalla (Figura
4), siendo mas acentuadas a medida que el radio de la
fisura era mayor.

— NPT TRE P L,
Figura 4. Superficie de fractura de una probeta con
grieta roma insertada por deslizamiento de cuchilla.

Figura 5. Superficies de fractura de probetas con grieta
roma introducida por (a) perforacion (radio inicial de
la fisura de 400 um) y (b) fresado (radio inicial de 2
mm,).

La morfologia de las superficies de fractura de probetas
con grietas romas insertadas mediante perforacion o
fresado se caracterizan por un elevada rugosidad y
marcas de rio acentuados a lo largo de toda la superficie
(Figure 5). En las proximidades de la entalla puede
apreciarse una zona redondeada que parece ser el
iniciador de la propagacion de la grieta. Este tipo de
morfologia es representativa del fenémeno de
enromamiento.

4.2. Modelizacion

La Figura 6 muestra la tenacidad de fractura aparente,
Ky, frente a la raiz cuadrada del radio inicial de fisura,

VR . Cada color agrupa a las muestras agudizadas

mediante una misma técnica. Independientemente del
procedimiento de agudizacion, la tenacidad de fractura
verdadera aumenta monotonamente con el radio en la
punta de la fisura pero es importante sefialar pequefias
desviaciones.

En primer lugar, los valores obtenidos de probetas con
grietas romas insertadas mediante deslizamiento de
cuchilla son ligeramente superiores a los esperados. La
razén se debe a una pequefia region en el frente de
grieta con una textura diferente a la del resto de la pieza
(Figura 7). Esta zona se debe a la presencia de dafio
generada durante el proceso de agudizacion. En segundo
lugar, los valores de la tenacidad de fractura aparente no



crecen para valores superiores a 7 MPa-m"? tendiendo
a una asintota horizontal.
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Figura 6. K, vs \/E

Figura 7. Frente de grieta de una probeta agudizada
mediante deslizamiento de cuchilla en la que el dario se
ha delimitado con un trazo discontinuo en rojo.

La Figura 8 muestra la grafica de los valores validos de
K, frente a Ry junto con los pardmetros resultante del
ajuste de los datos a la ecuacion (9) del modelo. Estos
parametros también se recogen en la tabla 1. La
tenacidad de fractura, Kic; resultante del ajuste de los
datos a la ecuacion (9) dan un valor de 0.89 MPa-m'?,
que es mayor que la tenacidad de fractura determinada a
partir de las probetas con fisuras afiladas (0.49-0.83)
MPa-m'"? pero menor que la tenacidad de fractura
obtenida a partir de muestras con grietas romas
introducidas mediante deslizamiento de cuchilla (1.34-
2.80) MPa-m"? (Figura 2). Por otro lado, los pardmetros
relacionados con el proceso de fractura, rc and o¢
describen la longitud critica y la tension cohesiva de la
resina epoxi, respectivamente. Los valores de rc = 2.6
um and o¢ = 220 MPa son comparables con aquellos
encontrados en la literatura en resinas epoxi similares
[13]. Es importante destacar que el grado de ductilidad

calculado a través de la ecuacion (10) estd bastante
alejado de la unidad por lo que la deformacion plastica
desarrollada es relativamente pequefia. Por ultimo, el
aumento del radio de la punta de la grieta debido al
enromamiento en el instante de la rotura, Rc, es 82 um.

b

K (MPa-m'?)

0,97645

R0112 (mm112)

Figura 8. K, vs \|R) en la que se muestra el ajuste de

los datos a la ecuacion (9).

Tabla 1. Parametros del modelo resultante del ajuste de
los datos a la ecuacion (9)

Kic (MPa-m"?) 0.89
Rc (um) 82
rc (Lm) 2.6
oc (MPa) 220
(¢}
— 2.6
Oy
s 0.08
8 Eoy

5. CONCLUSIONES

Esta trabajo analiza la influencia del radio del fondo de
la fisura en la tenacidad de fractura de un polimero
fragil como es un resina epoxi. Se emplearon distintas
técnicas de agudizacion para conseguir diferentes radios
en el fondo de la grieta. Para insertar grietas afiladas, se
utilizaron la técnica tradicional de contacto como es el
golpe seco en una cuchilla situada en la raiz de la entalla
y el procedimiento mas sofisticado de no contacto como
es la técnica de ablacion usando un laser pulsado de
duracion de femtosegundos. Para conseguir entallas
romas de distintas dimensiones, se emplearon
procedimientos de deslizamiento de cuchilla a lo largo
de la raiz de la entalla, perforacion y fresado. Los
valores mas bajos de la tenacidad de fractura se
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obtuvieron para muestras con grietas afiladas, en
particular, para aquellas con grietas introducidas
mediante golpe seco. Ademas, la tenacidad de fractura
aumenta rapidamente con el radio del fondo de la grieta
y el andlisis microscopico de las superficies de fractura
muestra que el enromamiento de la punta de la grieta es
la razon de este incremento.

Se aplico un modelo eléstico para grietas romas a los
datos experimentales para profundizar en los efectos
que la agudizacion de la entalla tiene en la tenacidad de
fractura. Los parametros resultantes de la aplicacion del
modelo indican que el grado de ductilidad alcanzado
durante el proceso de rotura no es elevado, y el tamafio
y tensiones de la zona deformada plasticamente en el
frente de grieta previa a la rotura son comparables a la
longitud critica y las tensiones cohesivas caracteristicas
de una resina epoxi durante el fenémeno de rotura.
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ABSTRACT

One of complex failure mechanisms in fiber reinforced composite (FRC) materials referred to as matrix cracking or
inter-fibre failure usually initiates by fiber-matrix debonds. There is a large amount of numerical studies of this problem
available in the literature. However, there is still a controversy regarding the initiation of this failure mechanism. Con-
sidering a single fibre specimen under transverse loads, two main debond geometries are observed in numerical results,
one with two symmetrically situated debonds, and the other one with one single debond representing a non—symmetric
post-failure configuration. The aim of this work is to numerically investigate the energetics of such failure mechanisms,

using boundary element analysis, and discuss the results.

KEY WORDS: Composites, Interface crack, Boundary Element Method

1. INTRODUCTION

The inter-fibre failure in Fibre Reinforced Composites
(FRC) under transverse loads typically initiates as par-
tial debonds at the fibre-matrix interface (or very close to
this interface) [1]. In order to perform a detailed study
of this failure mechanism, a simplified model composed
by a unique fiber bonded to an infinite matrix has been
intensively used. Several works analyzed the problem of
the initiation by modelling the interface behaviour em-
ploying Cohesive Zone Models (CZM) [2, 3], and Lin-
ear Elastic-Brittle Interface Model (LEBIM) [4] or the
coupled stress and energy criterion of the Finite Fracture
Mechanics (FFM) [5, 6]. These works agree in some pre-
dictions as the size effect of the fibre-radius on the crit-
ical load value. However, there is a controversy about
the symmetry of the partially debonded configuration af-
ter the crack initiation [7]. Two main geometries after
the onset are observed in numerical results: two symmet-
ric and separated debonds, typically in CZM with some
exceptions, see [2, 3], or a non—symmetric configuration
with one debond in LEBIM [4], which is however imple-
mentation dependent. In view of this, the aim of this work
is to study the two failure scenarios, the symmetric and
non—symmetric one by utilising energy based procedures
such as the energetic solutions concept [8] or a local en-
ergy minimum through a direct minimization procedure

[9].

Figure 1 schematically shows the problem under study.
The elastic solutions required in the solution procedure
adopted have been calculated with the aid of the colloca-
tional Boundary Element Method (BEM) [10].

Matrix

Fiber

Figure 1: Configuration of the fiber—matrix problem un-
der remote loading.

2. MINIMIZATION OF THE TOTAL ENERGY

We consider the evolution on a fixed finite time interval
[0, T'] governed by a stored energy functional IT : [0, T'] X
U x Z — R U {co} and a dissipated energy functional
X . X — [0,00], where % stands for the linear space
of displacement field u, Z for that of damage parameter
field z while 2 for the linear space of time derivatives
of z. The rate-independent evolution we have in mind
is governed by the following system of doubly nonlinear
degenerate parabolic/elliptic variational inclusions:

0,I(t,u,z)>0 and OZ(2)+ 0.11(t,u,z) >0, (1)

where z := % and the symbol “0” refers to a (partial) sub-

differential, relying on that Z(-), Il(t, -, z), and TI(z, u, -)
are convex functionals. Let Q ¢ RY (d = 2,3) be a
bounded domain decomposed into a finite number of mu-
tually disjoint Lipschitz' subdomains Q;, i = 1,..., M.

Recall that a domain is called Lipschitz if its boundary can be
covered by a finite number of graphs of Lipschitz functions. Roughly
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We denote formally Qg := RY \ Q. Further denote T ;=
09Q;N0Q; the (possibly empty) boundary between Q; and
Q;, and specially I'p; € 0Qy N 0Q;, with 7, j = 1,..., M.
Fori,j = 0,...,M, I';; (i < j) represents a prescribed
(d—1)-dimensional surface, which may undergo debond-
ing. We assume that the rest of the outer boundary 9Q,
ie. 8Q\ UY I, is the union of two disjoint subsets, I,
of a non zero measure and I'y. On the Dirichlet part of the
boundary I';, we impose a time-dependent boundary dis-
placement u, (¢, x) (x € I',), while on the Neumann part
of the boundary I'y a time-dependent boundary traction
px(t,x) (x € I'y). Debonding, can be developed on the
surface

re:= ) 1 @)

0<i<j<M

where phenomenological elastic constant «,(x) and k(x)
(x € T'.) represent the stiffnesses of a thin linear elastic
adhesive layer in the normal and tangential directions, re-
spectively. Usually «, is greater than «;, for an isotropic
adhesive a condition «,/k; > 2 has been deduced in [4],
see also further references therein.

In each linear elastic subdomain Q;, we consider linear
homogeneous, possibly anisotropic, material with the e-
lastic-moduli tensor C”). We use the notation e(u) =
%((Vu)T + Vu) for the small strain tensor, and [[u]l, =
[u]]-v with v a unit normal to I'., where [[u]] denotes
the differences of traces from both sides of I'.. Also
[ele = Tul — Mullav. The functionals occurring in (1)
are given as:

& (1
Z f ~CD(u):e(u) dx —f upydS
=1 Y& 2 I

+jr‘cz(%[u]n2+ %l[u]tlz) ds

if [ull, 20, 0<z<lonT,, u=u, only,

(¢, u,z) ;=

00 elsewhere,
(3a)
) f alz|ds ifz<0Oae. onT,,
H(2) = | JIrc
00 otherwise.

(3b)

From (1), one can identify that the activation criterion to
trigger the delamination at I is given by

1
S (ol + [l ) < a, @)

where a, plays the role of the prescribed and possibly
non-uniform fracture energy on I'c.

By making an implicit time discretization, using for sim-
plicity an equidistant partition of [0, 7] with a time-step

speaking, it excludes corners of 0° or 360° angle, otherwise most do-
mains considered in engineering are Lipschitz.

7 > 0, assuming 7'/t € N, the problem could be led to a
recursive minimization problem [11]:

minimize (u,z) — TI(kt, u, z) + Z(z—25") s
subject to (u,z) € # X%, 0<z<zt! )

to be solved successively for k = 1,..., T/7, giving the
solution (¥, zX) at the time level k, while starting from

1 = g and 20 = z.

In this work we utilize the concept of energetic solution
[11, 12] and that of direct minimization scheme which
leads to some local minimum of energy [9]. In what fol-
lows, we briefly describe these two procedures while a
more exhaustive presentation and analysis, of energetic
solutions in combination with the boundary element meth-
od, may be found in the previous references.

2.1. Direct minimization of the energy functional

The discrete incremental problem (5) represents a non-
convex program. In order to overcome this problem we
proceed by separating the minimization in a two-step pro-
cedure. Each step consists of a convex minimization prob-
lem, the first with respect to the displacement field # while
the latter with respect to the damage variable z. First we
solve,

minimize u — TI(kt, u, z5~") + Z(0) } ©)

subjectto u € %,

and, denoting its unique solution by u*, then we solve

minimize z > TI(kt, v, 2) + B (z—2") )
subjectto z € 2, 0<z<Z!

to obtain the solution z¥, for the damage variable. In or-
der to achieve convergence to a local energy minimum,
an iterative procedure of the above two-step minimiza-
tion problem is adopted, known as alternate minimization
algorithm (AMA) [13].

2.2. Energetic Solutions

The energetic solution of the rate-independent problem
(1) is a process (u(t, x), z(¢, x)) which has to verify, addi-
tionally to the stability inequality [12], that results in the
minimization problem (5), and the initial conditions of
the problem u(0)=uy and z(0)=z,, the following energy
equality:

T
(T, u(T),«(T)) + f R()dt
S e 0

S
energy dissipated

during [0, 7]

T
o1l
f 5y w2y dt + 110, uo,z0) .
o Ot

stored energy
attimet =T

— S~—

work done by stor'ed energy

mechanical load attime r = 0
(3)



This equality may be converted, after time discretisation,
to a two-sided energy inequality condition. According to
the stability condition an energetic solution (u(¢, x), z(¢, x))
is actually the global minimum of an energetic functional
at each time level. Since the AMA algorithm of the pre-
vious Section 2.1 leads in general to a local minimum
only, a heuristic back-tracking technique (BTA) proposed
in [14] which is based on the satisfaction of the two-sided
energy inequality, is applied.

3. NUMERICAL IMPLEMENTATION

A boundary element analysis software [15] has been de-
veloped by the authors, including among other capabili-
ties, the implementation of problems of contact of solids
utilizing the framework of EC-BEM, standing for Ener-
getic approach for solution of elastic Contact problems
by BEM [16]. The software has also been equipped with
elements of damage and plasticity analysis at the inter-
face and/or boundaries, based on the theory introduced in
[12] while fully implemented and explained in [11].

Consider a discretization of the boundary I'; = 9Q; by
a boundary element mesh, which is also used to define
a suitable discretization of boundary displacements '(x)
and tractions p’(x) by interpolations of their nodal values.
By imposing (collocating) the Somigliana identity,

@O, 0T, 45.= [ P (x93
| | ©)

at all boundary nodes (called collocation points) we set
the BEM system of linear equations for I';. The solu-
tion of this system gives the unknown nodal values of
displacements and tractions along I'; representing a part
of arrays of all nodal values denoted as u’ and p’, respec-
tively. The arrays u’ and p’ also include the known nodal
values of displacements and tractions along I'; given by
the prescribed boundary conditions. The BEM system
obtained from Eq. (9) is usually written as,

H'u' = G'p'. (10)

In our computer implementation of BEM, we employ straight

elements with continuous and piecewise linear interpola-
tion for displacements and possibly discontinuous piece-
wise linear interpolation for tractions. Discretization of
the damage variable z, takes place on the common in-
terface of the subdomains and the interpolation may be
piecewise constant or (possibly discontinuous) linear.

4. DEBOND ONSET AT THE FIBER-MATRIX IN-
TERFACE

4.1. Configuration of the problem

The problem of an elastic cylindrical inclusion embedded
in an elastic matrix initially bonded at its whole interface

has been studied in depth during the past years, see e.g.
[1, 4, 5] and references therein. In the present study an
infinitely long cylindrical inclusion is considered, with
circular section of radius a=7.5um, inside an “infinite”
matrix. The above configuration leads to the assumption
of plane strain. Let (x,y,z) and (7, 6, z) be the cartesian
and cylindrical coordinates, with the z-axis being the lon-
gitudinal axis of the inclusion, and the x-axis the one par-
allel to the direction of the load. The semi-debond polar
angle is denoted as 6.

A typical bi-material system among the fiber reinforced
composite materials has been chosen, that is composed
by glass fiber and epoxy matrix. The elastic properties
of these materials are given in Table 1, while the Dun-
durs bi—material parameters are @=0.919 and =0.229,
and the harmonic mean of effective elasticity moduli in
plain strain is £%=6.01 (GPa). The same configuration of
problem has been studied, be means of a BEM analysis
using the LEBIM in [4].

Table 1: Elastic properties of the isotropic bi-material (f,
fibre; m, matrix).

Material ~ Young’s modulus(GPa)  Poisson’s ratio
Glass E=70.8(GPa) v, =0.22
Epoxy E,,=2.79(GPa) v;=0.33

Interface parameters such as the fracture toughness in
mode I, G, as well as the critical tension of the inter-
face, o, lack of widely accepted values [4]. For this
reason we have adopted two sets of these properties as
shown in Table 2, where «, and «; are the normal and tan-
gential stiffness of the springs used to simulate the inter-
face. For both materials the ratio «,/k=3. Furthermore,
the bi—material characteristic length a is defined as,

GLE* E

2
o

dog =

(11

9
2Kn

and the dimensionless structural parameter characterizing
the interface brittleness as, see [4, 5, 6],

_ b G]cE* E*
.\ V 2Kkna V

4.2. The Boundary Element Method model

(12)

The plane strain BEM model represents a circular inclu-
sion (fiber) of radius a inside a quite large square ma-
trix of 1 mm side, which has been considered in order to
simulate the infinite matrix, discretized by 40 elements
of equal length, that means 10 elements for each square
side. For the embedded circular inclusion, 80 linear ele-
ments, of equal length, are used for each subdomain (fiber
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Table 2: Combination of the interface properties, consid-
ering for a fiber radius a=7.5um.

Properties/Set A B
G.(Jm™?) 10 2
o.(MPa) 60 90
Kkn(MPa/um) 180 2025
k(MPa/um) 60 675
ao(um) 16.7 1.48
y 1.5 0.44

=8

Figure 2: Symmetric debond configuration with tracked
points A,B ..., F.

and matrix). Summarizing, 200 boundary elements are
used for the simulation, while 40 auxiliary interface ele-
ments are used for the intermediate interface, leading to
the quadratic programming problem defined in (6), with
320 degrees of freedom (nodal values of components of
the boundary displacement field), and a linear program-
ming, defined by (7), of 80 degrees of freedom (nodal val-
ues of the interface damage variable). Regarding the re-
mote loading, uniform remote (stretching) displacement
u$ has been considered. Because of the quite large size of
the matrix the assumption of constant displacements does
not have a significant influence on the behaviour of trac-
tions on these remote sides, which have also been found
to be almost uniform. Results are presented in terms of
the mean remote stress 65 or in terms of the respective
resultant force Fy, after integration of tractions along of
the outer matrix side. As regards the damage variable z,
linear distribution over each element, with continuity at
each node, has been considered. This damage variable
takes values in the range of [0,1], with the value z(x)=1
for no interface damage at x € I'¢, while z(x)=0 means
the totally damaged interface at x. Considering that dam-

Figure 3: Non—symmetric debond configuration. Tracked
point are not shown here while are the same as in Fig. 2

age could appear in any node of the fiber-matrix inter-
face, our minimization algorithms was initially found to
calculate always a symmetric pattern of damage initia-
tion and further growth, such as the one depicted in Fig.
2. However, our main interest in this work is to study if
a non-symmetric damage configuration would give com-
parable results with respect to the value of energy, as well
as, to the value of o7, at the “time” of damage initiation.
In other words we wanted to investigate whether, despite
of these results of the minimization algorithm, exists a
non-symmetric damage configuration which corresponds
to the same or lower level of the total energy. An illus-
tration of this failure configuration is shown in Fig. 3.
In order to study such a case, we force our simulation
to initiate a non-symmetric damage configuration, by as-
suming that before initial damage only the right half of
the interface could be broken. After an initial appearance
of damage, the whole fiber-matrix interface is allowed for
damage appearance.

4.3. Numerical results

Both cases of non-symmetric and symmetric failure ini-
tiation have been considered, for the two sets of interface
material properties given in Table 2. For the numerical
analysis, the displacement boundary condition is given by
a linear function of time, in the case of interface material
A time step 600 stands for a horizontal remote displace-
ment u7’=90 um, while for the case of interface material
B time step 600 stands for u5°=60um.

4.3.1. Interface properties: set A

The direct minimization solution, without back-tracking,
for both the symmetric and non-symmetric failure config-
urations, has computed the same values of the resultant
remote forces Fy'= 82.641 (kN/m) as well as of the to-
tal energy .7 =Il(kt, u*, %) + Z#(z* - 2°)=1.141 (J/m) (the
second term meaning the energy dissipated in all previ-
ous time steps), at the instant of failure initiation. This
observation means that, energetically, both failure con-
figurations might happen. Unstable crack growth starts
for both configurations at time step 45, while as can also
been seen in Fig.5, the semi-debond angle 6,, for which
the unstable crack growth stops, equal to 42.75 and 33.75
degrees for the symmetric and non-symmetric configura-
tions, respectively. However, in view of the minimum rate
of dissipation principle (see [9] and [17]), which states
that a thermodynamic system evolves towards a steady-
state with the least possible dissipation, we might con-
clude that the non-symmetric configuration is a more ap-
propriate solution. When the energetic solution proce-
dure has been applied to the case of non-symmetric fail-
ure configuration, an earlier (time step 72) damage ini-
tiation has been computed corresponding to F°'=66.677
(kN/m), with the total energy -#=0.730 (J/m), while 6,
for which the unstable crack growth stops, has been found
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Figure 5: Semi-debond angle 8, for the interface of prop-
erties A, direct minimization.

to be 47.25 degrees. Finally, it worths mentioning here
that for the case of symmetric failure configuration, the
energetic solution procedure has not been able to con-
verge.

4.3.2. Interface properties: set B

Observations similar to those in the previous case have
been confirmed for the interface of properties B. In this
case the direct minimization solution, for both the sym-
metric and non-symmetric failure configurations, has com-
puted the same values of the resultant remote forces at the
instant of failure initiation. That is F;°’=63.881 (kN/m),
with the total energy . =0.664 (J/m). This observation
means that, energetically, both failure configurations might
happen. Unstable crack growth starts for both configura-
tion at time step 103, with the semi-debond angle 6, for
which the unstable crack growth stops, equal to 87.75 and
78.75 degrees for the symmetric and non-symmetric con-
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Figure 6: Stored energy in the interface of properties B,
direct minimization.

figurations, respectively. Furthermore, applying the en-
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Figure 7: Resultant force, as integral of horizontal trac-
tions, on the right remote side of the matrix for the inter-
face of properties B, direct minimization.

ergetic solution procedure to the case of non-symmetric
failure configuration has led to an earlier (time step 40)
damage initiation for F'°=24.425 (kN/m), with the total
energy .#=0.1 (J/m), while 6,, for which the unstable
crack growth stops, has been found to be 90.0 degrees.
Finally, once again here for the case of symmetric failure
configuration, the energetic solution procedure found to
be non-convergent.

5. CONCLUDING REMARKS

The controversy on the debond initiation at the fibre-matrix
interface under uniaxial transverse loading has been con-
sidered and numerically analysed employing the EC-BEM
framework together with the energetic solutions concept
or by means of a direct minimization. Two sets of inter-
face properties have been considered (A more tough and
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B more brittle). In the case of the direct energy mini-
mization, which leads to a local minimum solution, it has
been observed that while both failure configurations ap-
pear at the same time point and for the same level of total
energy and remote stresses, nevertheless non-symmetric
one shows to have a lower value of dissipated energy
which might lead us to consider it to be thermodynam-
ically more consistent. Furthermore, for both sets of in-
terface properties energetic solution found to be non-con-
vergent for the case of the symmetric configuration, while
for the non-symmetric configuration an earlier (with re-
spect to the direct minimization) damage has been com-
puted.
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RESUMEN

Las resinas epoxi presentan un comportamiento en fractura marcadamente fragil. En este trabajo se ha estudiado la
influencia de la presencia de diferentes tipos de aditivos en la tenacidad de fractura de esta resina. Por un lado, se han
afiadido copolimeros en bloque tipo estireno-b-butadieno-b-polimetilmetacrilato (SBM) y, por otro lado, nanotubos de
carbono (CNTs), y por tltimo, se han afiadido los dos tipos de aditivos al mismo tiempo. Para estudiar la tenacidad de
los materiales, se realizaron ensayos de flexion en tres puntos de probetas prefisuras de acuerdo al protocolo ESIS TC4.
Tal y como se esperaba, los parametros estudiados aumentan de forma importante para las epoxis modificadas con el
copolimero SBM, y aumentan ligeramente para los materiales compuestos con CNTs. Sin embargo, los materiales
hibridos en los cuales se incluian tanto el copolimero SBM y los nanotubos, tanto la tenacidad de fractura como la
energia, disminuian con respecto a la de las epoxis s6lo con SBM.

ABSTRACT

Epoxy resins show a brittle behaviour and low fracture toughness. In this study, different additives influence on the
fracture toughness of this resin has been studied. On one side, block copolymer styrene-b-butadiene-b-
polymethylmethacrylate (SBM) and, and on the other, carbon nantubes (CNTs) were added to an epoxy resin, and at the
end, both additives were mixed with the epoxy resin. Three-point-bend tests on single-edge-notched beams were
performed according to ESIS TC4 standard in order to measure the fracture energy and the fracture toughness. As
expected, the fracture toughness of the rubber modified compounds had a great increase, and the CNTs filled epoxy
increased modestly. But for the hybrid composites (both rubber copolymer and CNTs), both K- and G showed a little
decrease compared to the rubber modified epoxy.

PALABRAS CLAVE: Tenacidad de fractura, materiales hibridos, copolimeros tribloque.

1. INTRODUCCION consiste en utilizar al mismo tiempo diferentes tipos de

aditivos, es decir, por un lado, particulas de tipo

La incorporacion de aditivos de tipo elastomérico o
copolimeros termoplasticos a una matriz de resina
epoxi conlleva una mejora en la resistencia a la fractura
de la resina generalmente de comportamiento fragil [1-
4]. Sin embargo, la mejora de la tenacidad implica,
habitualmente, una disminucién en las propiedades
elasticas al incorporar este tipo de particulas blandas.
Un modo de mejorar la tenacidad de las resinas epoxi
sin perjuicio en el resto de propiedades mecanicas

elastomérico o termoplasticas y, por otro lado, refuerzo
rigido [5]. Estos materiales reciben el nombre de
materiales hibridos. Ademas, en algunos casos, se ha
demostrado que este doble tipo de refuerzo mejora la
resistencia a la propagacion de grieta en fatiga [6].

Sin embargo atn no estd claro cudles son los
mecanismos que conducen a esta mejora en las
propiedades de fractura de estos materiales. Para el
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caso de epoxis con particulas de tamafo nanométrico
de tipo gomoso, se han realizado estudios donde parece
que los mecanismos pueden ir desde la cavitacion de
las particulas gomosas, deformacion pléstica de la
resina o aparicion de bandas de cizalladura (shear
banding) en la matriz [1,2]. En concreto, los dos
ultimos mecanismos forman una zona plastica
alrededor del fondo de la fisura lo cual dificulta el
progreso de la grieta y da lugar a fendmenos de
enromamiento. La cavitacion de las particulas
contribuye poco, de forma directa, al aumento de la
tenacidad de la epoxi, sin embargo, de forma indirecta,
el mecanismo permite la deformacion plastica y
generacion de bandas en la matriz. Huang y Kinloch
[7] propusieron un modelo que incluia los tres
mecanismos cuantificando para cada uno la
contribucion al total del aumento de la tenacidad. En su
modelo, la deformacion plastica de la matriz y la
aparicion de bandas suponen mas del 90% del aumento
total de la energia de fractura en ensayos realizados a
temperatura ambiente.

2. MATERIALES Y CARACTERIZACION
EXPERIMENTAL

Se ha seleccionado una resina epoxi tipo DGEBA
(DER-331 Dow Chemical, Co.) como matriz,
empleando piperidina (Aldrich) como agente de
curado. El aditivo de tipo elastomérico afiadido fue un
tribloque formado por poliestireno-polibutadieno-
poli(metilmetacrilato) (SBM), con una parte de PMMA
que es miscible en la resina escogida. Se incorporaron
5 phr (5 partes de copolimero por 100 de resina). Para
el caso del refuerzo con nanotubos (Arkema), éstos
venian como pre-mezclas con una resina epoxi
DGEBA que se afiadia en una proporcion de 0.25 phr.
El ciclo de curado fue de 6 horas a 160°C en todos los
€asos.

2.1. Caracterizacion microestructural

Para el estudio de la morfologia, tamafio de las
particulas 'y dispersion se emple6 microscopia
electronica de transmision (TEM). Se realizaron cortes
muy finos de secciones de los materiales ya curados
utilizando un crio-ultra-microtomo Leica EMFC6 a una
temperatura de -20° C. El grosor final oscilaba entre los
60 y 80 nm. Debido a las caracteristicas de los
componentes, para el caso de los compuestos con
tribloque, se tifieron las muestras con tetraoxido de
rutenio (RuO,) durante 20 minutos. El microscopio
empleado fue un Philips Tecnai 20 con un voltaje de
aceleracion de 200 kV. El RuO, se une a los dobles
enlaces carbono-carbono presentes en los copolimeros
SBM y permiten obtener un contraste entre las
diferentes zonas. Las zonas mas oscuras corresponden
a los dominios de copolimero tribloque mientras que
las zonas mas claras corresponden a la matriz de epoxi.
Se aprecia que las particulas del tribloque tienen

geometria esféricas y estan distribuidas de forma
homogénea en la matriz. Las imagenes de resina epoxi
con nanotubos unicamente mostraban una distribucion
homogénea de nanotubos aunque con algunas
aglomeraciones, sin embargo este tipo de cumulos era
mas dificil de encontrar en el caso del compuesto
hibrido (con SBM y nanotubos), esto implica una
mejora en la dispersion de los nanotubos por el hecho
de estar presente el tribloque en la mezcla.

T

Figura 1. Imagenes de TEM de (a) resina +SBM, (b)
resina + CNTs y (c) resina + SBM + CNTs.

También en el material hibrido parece que las
particulas de copolimero aumentan de tamafio. De este
modo se demuestra que efectivamente uno de los



bloques del copolimero, en este caso el PMMA, ha sido
miscible en la matriz epoxi incluso durante el proceso
de curado, y por tanto, se ha generado esta estructura
con tamafios de particula del orden de los nandémetros.

2.2. Caracterizacion mecanica

Los ensayos de tenacidad se realizaron sobre probetas
de flexion, SENB, con dimensiones de 6x12x52.8 mm
para todos los materiales. Se realizaron al menos 5
repeticiones de cada ensayo debido a la importancia de
las condiciones de la entalla y a la dispersion posible
por la fragilidad de las muestras. Todas las probetas
presentaron una entalla mecanizada en forma de V con
una longitud de 4.8 mm. La agudizacion se llevo a
cabo mediante un golpe seco sobre una cuchilla
previamente enfriada en N, liquido para conseguir una
grieta natural. La longitud de la grieta inicial final
referida al ancho de la probeta, a/W, fue de 0.5. Los
ensayos de fractura se realizaron en una maquina
electromecanica (Instron 3365) a 23 °C y bajo control
de desplazamiento a una velocidad de 10 mm/min. Se
empleo un dispositivo de flexion en tres puntos con una
luz cuatro veces superior al ancho de la probeta y la
fuerza se midid con una célula de carga de + 1 kN. Para
determinar los valores de tenacidad de fractura se
siguieron las directrices del protocolo ESIS TC4 [8].

Una vez realizados los ensayos mecanicos, se
analizaron las superficies de fractura de los distintos
materiales utilizando un microscopio electronico de
barrido, Hitachi S3400 N, para determinar los
mecanismos de fallo. Las imagenes se utilizaron
también para analizar el tamafio de las particulas de
copolimero SBM y el grado de deformacion plastica de
la matriz.

3. RESULTADOS Y DISCUSION

Mediante los ensayos SENB realizados se obtuvieron
los valores de la tenacidad (Kjc) y de la energia de
fractura (Gjc) recopilados en las Fig. 2 y 3. Las graficas
incluyen los valores medios asi como la desviacion
estandar calculada utilizando los cinco ensayos
realizados de resina epoxi pura, la resina con particulas
de copolimero SBM, el compuesto con nanotubos de
carbono y, por ultimo, el material hibrido con
particulas de copolimero en bloque SBM y nanotubos
de carbono.

La tenacidad de fractura obtenida para la resina epoxi
pura es semejante a la encontrada en la literatura [5,9].

Tal y como se esperaba, los parametros estudiados
aumentan de forma importante para las epoxis
modificadas con el copolimero SBM, desde un valor de
1.17 MPam'? hasta 2.54 MPa.m'”’. También se
observa un ligero aumento para los materiales
compuestos con CNTs (Kjc = 1.34 MPa.m'?). Sin

embargo, los materiales hibridos, tanto la tenacidad
como la energia de fractura, disminuian con respecto a
la de las epoxis solo con SBM (K¢ = 2.48 MPa.m'? y
Gic = 2.1 kJ/mP).
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Figura 2. Tenacidad de fractura en funcion del
material de refuerzo.
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Figura. 3. Energia de fractura en funcion del material
de refuerzo.

Las superficies de fractura de las probetas rotas para
los tres materiales con refuerzo se muestran en la Fig.
4.

La resina epoxi pura presenta una superficie suave
tipica de su comportamiento fragil. La matriz reforzada
con particulas gomosas de SBM, presenta, sin
embargo, un gran nimero de cavidades de diametros
90+20 nm. Estas cavidades hacen suponer que son las
particulas de SBM desprendidas, en su mayoria,
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durante el proceso de rotura. Para el caso del material
hibrido, la superficie es semejante aunque los huecos
encontrados presentan un didmetro algo superior, 110 +
30 nm, de mayor tamafio que los dominios de las
nanoparticulas de SBM observados en TEM . El hecho
de aparecer las particulas rotas en su mayoria hace
pensar en una interfase entre particulas y matriz
relativamente débil a pesar de haber afladido PMMA al
copolimero en bloque para mejorar la interfase, aunque
si se ha conseguido la nanoestructura deseada.

Los valores obtenidos de energia de fractura se
ajustaron a un modelo que permite hacer una
estimacion del efecto de las particulas de refuerzo en la
mejora de la tenacidad de la matriz, el modelo
empleado es el de Huang y Kinloch [7]. Este modelo
asume que el comportamiento de la matriz es elastico y
lineal y que la zona plastica generada en el proceso de
fractura es pequefla en comparacion con las
dimensiones de la probeta y considera el aumento de
energia de fractura debido al crecimiento pléstico de
huecos:

_ uh 1 2
MG = (1-12)f ((l_k)% - 1) K2nOyeTy (1)

donde u,, es una constante del material y suele tomarse
como 0.2 [10]. f es la fraccion volumétrica de
particulas; K, es el maximo factor de concentracion de
tensiones de la tension de Von Mises en la resina epoxi
y vale aproximadamente 2.2 alrededor de un hueco en
una matriz de resina epoxi [10]; o, es el limite elastico
en compresion de la resina epoxi, aproximadamente
100 MPa, segin ensayos previos; y el radio de la zona
plastica de la resina sin modificar es ry,, calculado
asumiendo una zona plastica circular [11]; &k es el
indice de deformacién que se mide utilizando las
micrografias de las superficies de fractura y haciendo
uso de la relacion:

b

kzl—ﬁ )

donde A, es el 4rea de las particulas y A, el area total
de los huecos generados donde estaban las particulas y
se ha producido deformacion plastica.

Con los resultados experimentales y haciendo uso del
modelo de Huang y Kinloch [7], se ha realizado un
calculo comprobar la validez del modelo a estos
materiales estudiados. Con la ecuacion (1) se ha
calculado un aumento del 90% del valor de la energia
de fractura de la resina epoxi con particulas de SBM
con respecto a la resina pura, y de la resina con SBM y
nanotubos de carbono con respecto a la resina con
nanotubos. Segun estos calculos las particulas de SBM
tendrian un didmetro de 45 pum en el primer caso y,
para el caso de la resina con nanotubos, un diametro de
57 um. Estos resultados estdn de acuerdo a las
observaciones  hechas  mediante  microscopia

electronica, y explicardin el menor aumento de la
tenacidad del material con ambos aditivos (SBM y
nanotubos de carbono) con respecto a la resina con s6lo
SBM.

Figura 4. Fractografias mediante SEM de (a) resina
+SBM, (b) resina + CNTs y (b) resina + SBM + CNTss.



4. CONCLUSIONES

En resumen, se ha estudiado la influencia de aditivos
de tipo copolimero en bloque SBM Yy particulas duras,
nantubos de carbono, a una matriz de resina epoxi en
su comportamiento en fractura. Los resultados
mostraron que las particulas de SBM se distribuyen de
forma homogénea y nanoestructurada en la resina y
hacen aumentar la tenacidad y la energia de fractura de
la resina pura en un factor de mas de 2. También afiadir
CNTs hace mejorar estos parametros pero so6lo en un
14.5%. Sin embargo, no mejoran las propiedades al
afladir CNTs a la resina que ya contenia particulas de
SBM.
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RESUMEN

Para la determinacion del campo de Wohler de un material se recurre habitualmente a ensayos de fatiga con probetas de
tamafio reducido. Esta informacioén basica se utiliza para predecir la vida a fatiga de componentes de mayores
dimensiones. Con el fin de garantizar la transferibilidad de esta informacion y un dimensionamiento seguro de
elementos estructurales reales, se propone un modelo estadistico que define el campo S-N referido a un tamafio
caracteristico (longitud, area o volumen) sometido a una distribucion uniforme de tension, que tiene en cuenta la
influencia de la distribucion variable de tensiones, debida a la geometria de probeta, en la prediccion de vida a fatiga. El
modelo analitico desarrollado se contrasta con resultados de un programa experimental realizado con probetas lisas del
mismo material pero con diferentes longitudes, diametros y geometrias. Para ello, se obtiene una descripcion
probabilistica del campo S-N, referida a un elemento superficial sometido a un rango de tensiones AG uniforme, y se
procede a la extrapolacion para diferentes geometrias de probeta. Por ultimo, se discuten consideraciones relativas a la
dispersion de propiedades del material base.

ABSTRACT

For the estimation of the Wohler field for a specific material, usually, experimental fatigue test are carried out on
specimens of reduced size. This basic information is used for the prediction of fatigue lifetime of larger components. To
guarantee the transferability of this information for a safe design of structural components a model is proposed which
defines the SN field referred to a characteristic size (length, area or volume) under a uniform stress distribution. The
influence of specimen geometry and variable stress state for the prediction of fatigue lifetime is investigated. The
analytic model is contrasted with experimental fatigue test results on unnotched specimens of nominally the same
material, but differing in length, diameter and geometry. Therefore, the SN field is described in a probabilistic way and
referred to an elemental surface area loaded by a constant stress range Ac. Subsequently, an extrapolation to different
specimen geometries is carried out.

PALABRAS CLAVE: Fatiga, modelo probabilistico, efecto de escala.

1. INTRODUCCION

Es bien conocido que la vida a fatiga de un componente
o elementos estructural depende de su tamafio, de modo
que probetas mas grandes presentan vidas a fatiga mas
bajas que probetas pequeias para el mismo rango de
tension. Este efecto denominado “de escala” se debe a la
mayor probabilidad de que una probeta de mayor

tamafio contenga una grieta critica, capaz de iniciar el
proceso de fatiga, comparado con probetas mas
pequeias. Diferentes investigaciones demuestran el
efecto de escala en fatiga, tales como las se llevaron a
cabo por Weibull sobre un acero de cojinete [1], por
Picciotto sobre hilaturas [2], por K&hler sobre alambres
y probetas planas [3], por Fernandez Canteli el al. sobre
alambres de pretensado [4] y por Shirani sobre acero
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para aerogeneradores [5]. Para poder extrapolar los
datos obtenidos sobre probetas de tamafio reducido en el
laboratorio a estructuras reales es imprescindible
entender y aplicar correctamente el efecto de escala.
Ademas de este efecto, muchas probetas empleadas en
ensayos de fatiga tienen una seccion de didmetro
variable a lo largo de su longitud (véase Fig. 2), que se
traduce en una tension variable a lo largo de su longitud.
Como resultado, aunque sea mas probable que una
probeta rompa en la seccion con el maximo rango de
tension Ao, las demas secciones con menor Ac
contribuyen en la probabilidad global de fallo. Por ello,
cuando se evallan estos ensayos y se procede a la
extrapolacion a otros tamafios es estadisticamente
incorrecto considerar solamente la seccion central de la
probeta, tal como se procede generalmente. Asi, aunque
existen modelos de fatiga que permiten considerar el
efecto de longitud (véase [6]), rara vez se tiene en
cuenta el estado de tension variable.

En este trabajo se propone un modelo para evaluar datos
de fatiga considerando simultaneamente el efecto de
escala y la distribucion variable de la tension en la
probeta. Esto permite, por un lado, una comparacion de
datos de fatiga obtenidos sobre diferentes geometrias de
probeta y por otro, la posibilidad de extrapolar desde los
resultados experimentales a probetas de diferentes
tamafios y a estructuras reales. La aplicabilidad del
modelo se comprueba mediante la evaluacion de tres
series de ensayos a fatiga, obtenidas para tres
geometrias diferentes de probetas de la aleacion de
aluminio AIMgSil-6082.

2. PROPUESTA DE MODELO

En este apartado se presenta un nuevo método para
evaluar datos de fatiga que extiende la aplicabilidad del
modelo probabilistico de fatiga de Castillo y Fernandez-
Canteli [6] a una descripcion mas general del
comportamiento a fatiga considerando el efecto de
escala, debido a la geometria de la probeta, y un estado
de tensiones variable.

2.1. Modelo probabilistico

El modelo de regresion de Weibull descrito en [6] se
basa en consideraciones fisicas y estadisticas. La
condicion de compatibilidad entre las funciones de
probabilidad presentes en el campo de Wohler, o sea la
distribucion de probabilidad P, (Ac|N) de AG para N
constante y la distribucion de probabilidad P,(N|AG) de
N para Ac constante, es fundamental, demostrando que
los valores de la probabilidad de fallo P, (Ac|N) y Py
(N]Ao) tienen que ser iguales para toda combinacion de
Acy N. El modelo representa el campo de Wohler
mediante curvas percentiles, es decir, curvas de
probabilidad de fallo constante, y calcula la
probabilidad de fallo P, (N, Ao) mediante la expresion:

((nN-B)(In Ac—C)- 2 )\P
; ) ] (1)

Ps(N,Ac) =1 —exp [—(

que corresponde a una distribucion triparamétrica de
Weibull de la variable V. = (InN — B) (InAo — C) con
parametro de localizacion A, pardmetro de forma Sy
parametro de escala O [7]. V representa una variable
normalizada que puede interpretarse como un parametro
de dafio. B'y C son los valores umbrales de vida a fatiga
y rango de tension, respectivamente. Una descripcion
detallada del modelo se da en [6].

2.2. Efecto de escala y estado de tensiones variable

En principio, la vida a fatiga no solo depende del
material, del rango de tensiéon y de la relacién de
tensiones, sino también de la longitud de la probeta
ensayada, tal como se demostr6 en [4]. Para el mismo
rango de tensién AC, una probeta de mayor tamafio
presenta una probabilidad de fallo mas alta que una
probeta pequefia al suponer una mayor probabilidad de
contener una grieta critica, capaz de iniciar el proceso
de fatiga. A su vez, probetas empleadas en ensayos de
fatiga presentan frecuentemente una seccion con
diametro variable a lo largo de su longitud (figura 2).
Los resultados obtenidos al fatigar estas probetas se
evallan normalmente considerando sélo el rango de
tension maximo Ac, que actiia en la seccion central de
la probeta de didmetro minimo para una relacion de
tensiones R=0,,,/0mas- ASi, mientras R se mantiene
constante para todas las secciones de la probeta, Ac
varia a lo largo de la misma. Para extrapolar estos
resultados experimentales a elementos estructurales o
probetas de tamaiio diferente resulta ventajoso deducir
un campo de Wohler “normalizado”. Con este fin, se
desarrolld un nuevo método basado en las siguientes
hipotesis:

(a) Los defectos superficiales son los iniciadores de la
fractura por fatiga. Por lo tanto, el efecto de escala esta
relacionado con el area tensionada, presentando areas de
mayor tamafio, mayores probabilidades de fallo para la
misma combinacion de Ac y N.

(b) Se consideran aplicables la independencia estadistica
y el principio del eslabon mas débil lo que implica que
la probabilidad de supervivencia Pgs de un area con
tamafio S = n -§; , compuesto por n elementos de
tamafio S, es el producto de las probabilidades de
supervivencia individuales Psg, de los subelementos,

sometidos cada uno de ellos a un rango de tension Agc;,

n
Ps(N,40) = | [ Pos, OV, 40)). @
i=1

Si todos los elementos superficiales tienen el mismo
tamaflo S; y soportan el mismo rango de tensiones, se
obtiene

S/Si
Pys(N,A0) = (Pys (N, Acy)) 3)



(c) De momento, solamente se considera el caso de
tension uniaxial, de modo que la expresion (1) describe
la probabilidad de fallo Pr s de un elemento superficial
bajo tension uniaxial.

Bajo estos supuestos y puesto que Pspg = 1 — Pr g, las
ecuaciones (1) y (3) se combinan para expresar la
probabilidad de supervivencia para un elemento
superficial bajo tension uniaxial de tamafio S; = n; - AS
como

Si/AS
Pys,(N,A0) = (1 = Py a5 (N, A0))

i((lnN—B)(lnAa—C)— A)ﬁ] @

I I 5

Por lo tanto, en una estructura arbitraria, con una
superficie total S =n - S;, compuesta por n elementos
superficiales de tamafio S; sometidos a diferentes
rangos de tension Ac;, resulta, combinando ecuaciones

@)y @):

P¢(N, Adp)

- . _ O NP
1 ﬂexp [_ j_; ((lnN B)(lr; Ao, — C) ,1> ]
i=1

_ _0)—21\F
((lnN B)(lr;Aal 0) A) ] )

t-am|-Y 3
£ a8

Para una probeta de seccion circular y diametro variable
d(x), con un rango de tensiones maximo Ac,, en la
seccion de minimo didmetro d, el sumatorio se puede
sustituir por una integral. Considerando S;= 7 d(x) dx, se
obtiene la expresion:

Pr(N,Agp) = 1 —

exp —B
0

5
(6)

Debido a la simetria de la probeta, la integral se aplica a
la mitad de la misma, empezando por el centro hasta el
limite superior UB, que es la coordenada de x en la que
(InN-B) (In(Ac(x))—C) = .

2.3. Superficie efectiva

En una probeta bajo un estado de tensiones variable, se
puede definir una superficie efectiva, S.y, que tiene la
misma probabilidad de fallo que la probeta entera, pero
sometida a un rango de tension constante. La variable
normalizada para el rango de tension maximo AG, que
actuia en la seccion central de la probeta con didmetro d,
viene dada por V, =(InN — B)(InAc, — C). Para
otras secciones de la probeta con diametro d(x) resulta
V(x) = (In N — B)(In(Ac, - d3/d(x)?) — C). Se

znTB ((lnN -B) (ln (A % %5)2) — C) _ A>ﬁ d(x)dx.

puede obtener una expresion analitica para S,y
igualando las expresiones (5) (con S; =S, y (6):

21 [P (V(x) = VP (x)dx
Vo — )P

()

Sefr =

Como se puede observar, en la ecuacion (7), S, es
independiente de 9, pero depende de los parametros B,
C, 1y B del modelo de Weibull, asi como del nimero de
ciclos N y del rango de tension Ac. Conocidos los
parametros B, C, 1y f, se puede calcular la superficie
efectiva y la probabilidad de fallo para unos valores
dados de N y Acy. Sin embargo, para una probeta
especifica, S, no puede calcularse directamente de los
datos de fatiga, porque los parametros de Weibull son
todavia desconocidos. Por lo tanto, para la estimacion
de los parametros hay que llevar a cabo un proceso
iterativo, tal como se explica en [8]. En primer lugar, los
n datos de fatiga se ajustan al modelo dado por la
expresion (1), después a los valores normalizados V se
les asigna una probabilidad de fallo acumulada
aplicando Py = (i — 0.3)/(n + 0.4). Las probabilidades
de fallo referidas a un elemento superficial AS se

)AS/Seff,i

calculan con Prips =1— (1 - Pf,i,seff Los

Vo, v las Prjas correspondientes se ajustan a una
distribucion triparamétrica de Weibull. En cada
iteracion se usan los valores de A y S para recalcular la
superficie efectiva dada por (7). Estos pasos se repiten
hasta que los parametros de Weibull hayan convergido.

3. MATERIAL Y PROGRAMA EXPERIMENTAL

Para investigar la influencia del efecto de escala y del
estado variable de tensiones sobre el comportamiento de
fatiga, se han ensayado probetas con diferentes
geometrias hasta su rotura completa en el EMPA-
Diibendorf (Laboratorios Federal Suizo de Ensayos e
Investigacion de Materiales). Todas las probetas se
mecanizaron en el mismo taller, con las dimensiones
dadas en la tabla 1, referidas a la figura 2, a partir de
barras de la aleacion de aluminio AIMgSil 6082-Té6.

l:,,.»/’”’\' -élL‘. \ |

\ L

Figura 2. Geometria de probeta

Las probetas d3 y d8 se mecanizaron a partir de barras
de diametro 25 mm y las probetas d22, de barras de
diametro 45 mm. Los valores del limite elastico (402
MPa para las barras de 25 mm y 350 MPa para las de 45
mm) y de la tension de rotura (410 MPa para las de 25
mm y 369 MPa para las de 45 mm) se calcularon como
media de tres valores obtenidos en ensayos estaticos de
rotura sobre probetas normalizadas.

141



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

Tabla 1. Geometrias de probetas ensayadas

Referencia do[mm] Ly[mm] L;[mm] R [mm]
d3 3 0 22.4 24
ds 8 24 88.6 90
d22 22 240 385.0 245

Ante la discrepancia en la resistencia estatica para las
diferentes barras, se tomaron micrografias de cada barra
para comprobacion de las microestructuras (véase Fig.
3). La similitud de éstas parece justificar una
comparacion directa de los resultados experimentales de
fatiga.

a) Barra d=25 mm (probetas d3 y d8)

b) Barra d=45 mm (probetas d22)
Figura 3. Microestructura de AIMgSil

Se llevaron a cabo ensayos de fatiga con amplitud
constante en traccion pura para una relacion de
tensiones R=0.1. Las probetas d3 y d8 se ensayaron en
maquinas de resonancia (Rumul) equipadas con una
célula de carga de 5 kN y 100 kN, respectivamente. Para
las probetas d22 se empled una maquina servo-
hidraulica (Schenck) con célula de carga de 630 kN. Las
cargas de ensayo se determinaron teniendo en cuenta los
diametros medidos en la seccion central de cada probeta
y el rango de tensiones AG previsto para esta seccion.
La diferencia entre los didmetros medidos y nominales
fue menor de 0.03 mm para todas las probetas. El papel
predominante de los defectos de superficie se corrobord
mediante inspeccion ocular y microscopica de la
localizacion de las roturas, observandose que
practicamente todas las roturas por fatiga se iniciaron
desde la superficie de las probetas. En algtn caso, en el
que se identificé una rotura con origen en un defecto
interior, el resultado no se consideré en el presente
analisis.

4. APLICACION DEL MODELO

Para cada tanda de ensayos de los tres didmetros, el
modelo, dado por la ecuacion (6), se ajustd para obtener
los parametros referidos a una superficie AS=9 mm?,
segun la tabla 3. La seleccion de AS es libre, mientras
valores mas altos de AS van a resultar en valores mas
bajos de d con los restantes parametros iguales.
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Figura 4. Resultados de fatiga para AIMgSil con curvas
percentiles para probabilidades de fallo de 1, 50 y 99 %
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La seleccion de AS es libre, mientras valores mas altos
de AS van a resultar en valores mas bajos de O con los
restantes parametros iguales.

Tabla 3. Parametros estimados

dinin B exp(B) C exp(C) A B o
[mm] [ciclos] [MPa]
3 11.57 105873 5.40 221 0.01 242 0.16
8 9.95 20952  5.27 194 0.21 431 1.65
22 10.63 41357 5.27 194  0.00 341 4.09
Los resultados experimentales de fatiga y los

correspondientes campos de Wohler para las series d3,
d8 y d22 se representan en la figura 4. Las curvas
percentiles se han obtenido aplicando la ec. (6) con los
parametros referidos a AS de la tabla 3 y las geometrias
de probetas de la tabla 1.

A su vez, los campos de Wohler para las probetas d3 y
d22 se deducen con ayuda de las estimaciones obtenidas
para distintas geometrias de probeta, sustituyendo los
diametros y longitudes en la ecuacion (2). En las figuras
S5a y b se muestran los campos S-N para las probetas d3
y d22 en base a los parametros estimados a partir de los
resultados de las probetas d8. Las extrapolaciones de las
probetas d3 a las probetas d22 y viceversa se muestran
en las figuras 5c y d, respectivamente.

Ao [MPa]
=)
D
(=]

10 10 10 10 10
N [Cycles]

b) d22 extrapolado de la estimacion para d8
3401

N [Cycles]
d) d3 extrapolado desde la estimacion para d22
Figura 5. Extrapolacion a diferentes geometrias de probeta (1, 5y 99 % curvas percentiles)

5. DISCUSION

Como se puede observar en la figura 4, el modelo define
de manera satisfactoria las curvas percentiles para las
tres geometrias de probeta, tanto en lo relativo a la
curva media como a la dispersion de datos. Como los
parametros estimados estan referidos al area AS,
deberian coincidir para las tres tandas de ensayos. No
obstante, se puede observar en la tabla 3, que esto
solamente se cumple para el parametro C, estimado en
las tandas de las probetas d8 y d22. Seglin el modelo,
para una comparacion de los pardmetros A4, By J, es
necesario que los parametros B y C coincidan para
calcular consecuentemente la variable normalizada V.

La extrapolacion al campo de Wohler para la geometria
d3, a partir de la estimacion para la d8, sobrevalora
tanto la curva media de la vida a fatiga, como la
dispersion de los datos. Una posible causa seria, que no
se cumple la independencia estadistica para una
dimension tan pequeiia de probeta ya, fallando, por lo
tanto una de las hipdtesis de partida del modelo. En [6],
también se llegd a la misma conclusion en el
comportamiento a fatiga de los alambres mas cortos no
deducible a partir de las estimaciones para los alambres
mas largos. Por lo tanto, resulta obligado un estudio
sobre la dependencia estadistica [9], basado en
consideraciones relacionadas con los defectos
iniciadores de la fatiga del material. Como todas las
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probetas se fabricaron en el mismo taller, supuestamente
presentan el mismo acabado superficial pudiendo
descartarse  diferentes distribuciones de defectos
superficiales, aunque el hecho de haberse realizado los
ensayos con diferentes maquinas (de resonancia y
servohidraulica, respectiva-mente) pudiera ser también
otro factor a considerar. Precisamente, las probetas d3 y
d8 fueron ambas mecanizadas a partir de barras de
diametro 25 mm. Esto significa que la superficie de las
probetas d3 esta mas cercana al nucleo de las barras que
la de las probetas d8 y por lo tanto han podido
experimentar diferentes velocidades de enfriamiento.
Sin embargo, la diferencia deberia ser insignificante
teniendo en cuenta el didmetro inicial de la barra.
Mientras que los resultados de los ensayos de fatiga de
las probetas d3 y d8 podrian relativizar la existencia del
efecto de escala, la figura (6) muestra claramente que
las probetas d22 tienen menor vida a fatiga que las
probetas d3 y d8 para los mismo rangos de tension. Sin
embargo, en la zona de bajos rangos de tension las
probetas d3 presentan una tendencia hacia mayores
vidas de fatiga que las de las probetas d8.
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2201 e ]
2001
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N [Cycles]
Figura 6. Resultados experimentales para AIMgSil

Por otro lado, la prediccion para las probetas d22 basada
en la estimacion para las probetas d8 (figura 5b) resulta
satisfactoria conteniendo practicamente todos los datos
d22 entre las curvas percentiles del 1 y 99 %, aunque
existe una ligera tendencia hacia la subestimacion de la
resistencia a fatiga tal como se observa en la
correspondencia de probabilidades mayores del 99 %
con los datos de las mayores N.

La extrapolacion a las probetas d22 a partir de la
estimacion para las d3 (figura 5c) conduce a una
subestimacion tanto de la dispersion de datos como de
la curva media. En particular, el limite de endurancia
exp(C) de d3 resultdé ser de 221 MPa, es decir,
ligeramente mayor que el de 220 MPa para las probetas
d8 y d22. Por lo tanto, es imposible que el modelo
represente datos de fatiga con tensiones por debajo del
limite de fatiga estimado. En cambio, la prediccion del
campo S-N para la geometria d3 basada en la
estimacion para d22 (figura 5d) representa una
sobrevaloracion de la curva media y de la dispersion de
datos.

6. CONCLUSIONES

Se ha presentado un nuevo modelo para la evaluacion
de resultados de fatiga que abarca simultaneamente el
efecto de escala y la distribucion variable de tensiones.
El modelo, que describe el campo S-N mediante curvas
percentiles, se aplico a la evaluacion de tres series de
datos de fatiga sobre probetas con diferentes geometrias
del material AIMgSil. Los campos S-N estimados se
ajustan, en principio, bien a los datos experimentales.
Como los pardmetros del modelo estan referidos a un
elemento superficial bajo tensién uniaxial y uniforme,
es posible realizar una extrapolacion a cualquier otra
geometria de probeta. Sin embargo, se comprueba que
con los datos presentados en este trabajo, solamente la
extrapolacion desde las probetas d8 a las probetas d22
es satisfactoria. En los otros casos, una extrapolacion de
mayores a menores tamafios de probetas mediante el
modelo, sobrevalora la vida a fatiga y viceversa: una
extrapolacion de probetas menores a mayores tiende a
infravalorar la vida a fatiga. En consecuencia, se
propone continuar la investigacion con el fin de alcanzar
una mejor comprension del efecto de escala, asi como
de la distribucion de defectos y la condicion de
independencia estadistica.
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RESUMEN

La mejora de las propiedades mecéanicas de la fibra de polimero reforzadas de materiales compuestos de matriz
polimérica reforzadas con fibras ha sido un objetivo importante en muchos trabajos de investigacién en los ultimos
anos. Una forma explorada recientemente con relativo éxito es el uso de nano particulas para reforzar la matriz. Este
trabajo presenta los resultados de un estudio del comportamiento a fatiga de laminados de fibra de vidrio e matriz epoxi
reforzada con nanotubos de carbono de pared multiple. El principal objetivo fue caracterizar el efecto de la adicion de
los nanotubos. Los resultados de fatiga se representan graficamente en términos de tradicionales curvas S-N y muestra
que la adicion de pequeiias cantidades de MWCNT de en la matriz promueve un ligero aumento de la resistencia a la
fatiga para ambos modos de carga, mientras que para mayores porcentajes de adicion nanotubos (1% en peso) de la
fatiga fuerza de flexion tiene tendencia para disminuir causado por la pobre dispersion de las nano particulas y la
formacion de aglomerados. La relacion de la fatiga en traccion-traccion aumenta con la adicion de MWCNT que indica
que los nanotubos de carbono pueden actuar como barreras a la propagacion de grietas por fatiga.

ABSTRACT

The improvement of the mechanical properties on fiber reinforced polymer—matrix composites has long been an
important goal in many research works during last years. One way recently explored with relative success is the use of
nanoparticles to reinforce the matrix. This paper presents the results of a current study concerned to the understanding
of the fatigue behaviour of multiwalled carbon nanotubes enhanced glass/epoxy laminates. The main objective of this
study is to characterize the effect of nanotubes addition on fatigue strength. Composites plates manufactured by
moulding in vacuum were submitted to both tension and bending fatigue tests The fatigue results showed that the
addition of small amounts of MWCNT’s into the matrix promotes a slight increase in fatigue strength for both loading
modes, while for higher percentages of nanotubes addition (1% wt) the fatigue strength in bending tends to decrease
due to a poor nanoparticles dispersion and the formation of agglomerates. The fatigue ratio under tensile-tensile loading
mode increases with the addition of MWCNT’s suggesting that carbon nanotubes can act as barriers to fatigue crack
propagation.

KEYWORDS: Nanocomposites, fatigue, epoxy resin, carbon nanotubes.
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1. INTRODUCTION

Fiber reinforced laminate composites have been widely
used in aerospace, automobile and marine industries,
due to their high specific strength. Nevertheless,
composite laminates exhibits low mechanical properties
in the thickness direction, particularly the interlaminar
fracture toughness, which is a consequence of the
absence of fibers to sustain transverse load [1].

In the last years many researchers have explored matrix
modification by the addition of different types of
nanoparticles to improve mechanical properties,
namely, TiO,, carbon nanofiber and carbon nanotubes
and nanoclays.Results reported in literature showed no
apparent consensus. Weiping et al. [2] studied the
performance of epoxy matrix composites concluding
that nanocomposites made with a high pressure mixing
method showed fracture toughness K;c and Gyc
improved by 1.89 and 3.25 times, even for about 1 wt%
clay content in comparison with pristine resin
properties. In contrast, Kornmann et al. [3] and Kinloch
et al. [4] reported that the fracture toughness of
epoxy/clay nanocomposites is lower than that of
microcomposite. These results may be due to the poor
clay dispersion at the high concentration, which leads to
the formation of big clusters of clay that reduce the
plastic deformation of polymer matrix.

By adding carbon nanotubes (CNT’s) into polymer
matrices it is expected a decreasing of scale in damage
mechanisms, leading to an increase in the absorption of
strain energy through the creation of a multitude of fine
nano scale cracks [5]. High specific surface areas (SSA)
of nanometric particles presents as an advantage over
micro-scaled fillers, since they act as interface for
stress-transfer. According to Gojny et al [6] single wall
carbon nanotubes (SWCNT) have a higher SSA, about
1300 m*g, but have a tendency to form agglomerates,
and these particles are more difficult to separate and
blend them within matrix. On the opposite side, multi
wall carbon nanotubes (MWCNT’s) have a smaller
SSA, but presents a better ability to disperse, although
lacking in mechanical reinforcement. Mechanical rather
than chemical approaches to disperse and exfoliate
particles have being tested in other studies such as,
direct mixing, and sonication. Gojny et al/ [7] used a
three-roll mill to disperse carbon nanotubes
successfully, without degrading their structure enough
to distress their performance.

Despite the abundant literature reporting the mechanical
behavior of nanoparticle reinforced matrix polymer
composites, scarce studies on the fatigue behavior were
found. Manjunatha [8] found that by adding silica
nanoparticles, fatigue life of a GFRP was increased by
three to four times. Boger [9] also obtained a fatigue
improvement on GFRP composites modified with

fumed silica and MWCNT by performing fatigue tests
in tensile, alternating and compression loading.

The objective of present work was to contribute to
understand the effect of carbon nanotubes matrix
reinforcement on fatigue behavior of epoxy/glass fiber
composites.

2. MATERIALS PROCESSING AND TESTING
2.1. Specimens manufacture

Present work studied the impact response of fiber glass
mats/nanoreinforced epoxy matrix laminates. The
matrix used in this work was the epoxy resin Biresin®
CR120, formulated by bisphenol A - (epichlorhydrin)
epoxy resin 1,4 - bis (2,3-epoxypropoxy) butane,
combined with the hardener CH120-3, both supplied by
Sika. The plates were processed using 10 layers of fiber
glass triaxial mats ETXT 450, supplied by Saapi, with
fiber orientation 0/+45°. Multiwalled carbon nanotubes
(MWNT) 98% in carbon supplied by Sigma-Aldrich
were used.

The nanotubes were dispersed into the epoxy resin
using a direct mixing method. The mixture of resin and
the desired amount of nanoparticles was done using
high rotation speed (8000 rpm) during 1 h. Then, the
mixture was degassed under vacuum for 15 minutes and
afterwards, the hardener agent was added.

Composites were manufactured with three different
matrix compositions as listed in Table 1. The specimens
used in tests were machined from plates manufactured
by molding in vacuum. Fibers and resin were hand
placed in a mold with all the fiber layers oriented in the
same direction and subjected to a low compression. The
mold was put into a vacuum bag as shown in figure 1.
To obtain good mold release of the molded plates, it
was used a film that promotes the separation between
the plate surface and the mold. During composites
manufacturing, woven fiberglass layers and resin were
applied alternately, while ensuring the complete
impregnation of the fibers.

Table 1. Formulation of composite matrix and laminate
strength

Epoxy | MWNT Tensile | Bending
Reference (Wt %) | (wt%) strength | strength
[MPa] [MPa]
GF/E 100 - 332 373
GF/ENTO0.5 | 99.5 0.5 319 361
GF/ENT1 99 1 310 371
The composite laminates were cured at room

temperature for 8 hours. The resulting plates were 300
mm long, 100 mm wide and nominally 4 mm thick. Post
cure process was carried out as follows: 55 °C during 16



hours, 75 °C during 3 hours and finally 120 °C during
12 hours.
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Figure 1. Schematic view of the vacuum system in
mould curing process.

Specimens were cut from plates, and then were
machined, grinded and polished, with geometry and
dimensions shown in figure 2. Tensile and bending tests
were performed in order to determine failure features of
the material required to planning study fatigue. Three
specimens were tested for each condition.

2.2. Static tests

The tensile tests were performed in an Instron 4206-100
kN testing machine, with a constant crosshead speed of
2 mm/min until final failure. Load, displacement and
time were acquired during the testsa nd ultimate tensile
stress was calculated for the maximum load. Bending
tests were also performed in order to obtain the ultimate
stress in bending. These tests were made in a Shimadzu
AG-X-5kN testing machine with a constant crosshead
speed of 3 mm/min until failure.

Figure 3 presents typical examples of bending stress
versus displacement curves, showing that neat matrix
and enhanced matrix composites have very similar
stiffness and strength. Enhanced matrix composites only
have a higher displacement at failure.
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Figure 2. Geometry and dimensions of specimens.
a)Tension, (b) Bending.
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Figure 3. Stress-displacement curves for three point
bending tests.

Tensile and bending strengths were calculated at peak
load. The average values, obtained using four samples
for each condition, are also listed in Table 1. Despite the
significant improvement in the interlaminar fracture
toughness obtained previously by the authors [10] with
the addition of nanoparticles, the results indicated in
Table 1 shows that both the tensile and flexural
strengths are not improved.

3. FATIGUE RESULTS AND DISCUSSION

Fatigue tests were performed under both three points
bending and tensile loadings, using a servo-controlled
hydraulic Instron 1341-100kN machine. The tests were
performed under constant load amplitude with
controlled sinusoidal load/tune wave. The stress ratio
was R=0.05 with a frequency of 10 Hz.

Fatigue results obtained from three points bending tests
are plotted in figure 4a) in terms of stress amplitude
versus the number of cycles to failure (S-N curves).
These results show that control GFRP and 0.5% wt of
MWCNT’s are close, but GFRP with 1% wt of
MWCNT’s have a significant lower fatigue
performance.

Figure 4b shows the non-dimensional fatigue strength
(defined as the ratio between the stress amplitude and
the static strength) versus the number of cycles to
failure. This plot quantifies the sensibility to fatigue
failure of the different materials in comparison with
their static behaviour. The analysis of figure 4b shows
that GFRP with 0.5% wt of MWCNT’s exhibits higher
fatigue damage tolerance than control GFRP, while the
GFRP with 1% wt of MWCNT’s has the lower fatigue
damage tolerance.

The causes for the increase in the fatigue sensibility
must be related with the poor particle distribution for
higher particles content with the consequent formation
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of agglomerates. These agglomerates increase the local
stress concentration and facilitate fatigue crack
initiation.

Some samples were observed by transmission electron
microscopy (TEM) in order to analyse the dispersion of
the nanotubes into the matrix. Samples were prepared in
an ultramicrotome for ultrathin sectioning, EM FCS,
Leica company. Morphological analyses were
performed in an Ultra-high resolution Field Emission
Gun Scanning Electron Microscopy (FEG-SEM),
NOVA 200 Nano SEM, FEI Company, using a
Scanning Transmission Electron Microscopy (STEM)
detector and an acceleration voltage between 15 and
18.4 kV to obtain the micrographs. figure 5 shows one
of these observations for 1% nanotubes content. A fair
dispersion and the formation of agglomerates were
observed, which leads to the decrease of both static and
fatigue strength performances, particularly for the
composites with higher nanotubes volume fraction.
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Figure 4. Fatigue S-N curves in bending. a) Absolute
fatigue strength; b) Non-dimensional fatigue strength.

.

Figure 5. TEM observation of nanotubes distribution.
Magnification 200 000 times.

Figure 6 shows the non-dimensional fatigue strength
versus the number of cycles to failure for the tensile-
tensile tests. The analysis of figure 6 confirms that
GFRP with 0.5% wt of MWCNT’s is the most tolerant
to fatigue damage of the three materials. For this
particular loading mode the GFRP with 1% wt of
MWCNT’s is more tolerant to fatigue damage than
control composites which means that in this case the
nanotubes agglomerates do not have a very detrimental
effect on fatigue strength.
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Figure 6. Non-dimensional fatigue curves in tensile.

The compliance of the specimens during the fatigue
tests was calculated using the monitored values of the
maximum and minimum load, maximum and minimum
displacement.

Figure 7 shows the relative compliance against the
number of cycles for the control composite and the
GFRP with 1% wt of MWCNT’s, both tested in tensile-
tensile using as maximum stress half of the tensile static
strength. The relative compliance is quantified by C/C,,
using equation 1,



£ _ 8max — 8min (1)
C0 Pm

ax Pmin

where C, is the initial value of compliance, C is the
current compliance, 8.« and 8, are the maximum and
minimum displacements, respectively, P, and P, are
the maximum and the minimum loads, respectively. An
earlier and/or a high stiffness decrease mean high
fatigue damage.

For this particular loading mode the fatigue damage in
terms of stiffness decay starts at similar number of
cycles for both materials (about three hundred of
cycles), afterwards increases progressively with a nearly
constant damage rate until near the final failure. The
damage rate is lower for GFRP with 1% wt of
MWCNT’s, promoting an higher number of cycles to
failure, than for control composite, suggesting that
carbon nanotubes can act as barriers to fatigue crack
propagation.
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Figure 7. Relative compliance against the number of
cycles. Tensile-tensile stress range Ag=0.50yrs.

In order to control and prevent the possible degradation
of the polymer matrix due the increases of the sample
temperature during the fatigue tests, the temperature at
surface of the specimen was monitored at the middle
point of the specimens, using type K thermocouples.

Figure 8 shows the temperature rise against the number
of cycles for the control composite and the GFRP with
1% wt of MWCNT’s tested in tensile-tensile with
different maximum stress. The temperature increases for
the earlier fatigue cycles, afterwards remains almost
constant until nearly the final failure when occurs a
sudden increasing. The value of the stable temperature
increases significantly with the stress range, but always
below 25 °C and therefore it is not expected the
degradation of the matrix.
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Figure 8. Temperature rise against the number of
cycles.

4. CONCLUSIONS

In present paper it was studied the effect of the addition
of MWCNT’s into epoxy matrix on the fatigue
behaviour of glass fiber composites. The following
concluding remarks were drawn:

- Both bending and tensile static strengths, were not
improved, possibly due a good dispersion of MWCNT’s
into matrix was not achieved;

- Fatigue strength in terms of absolute stress range
values was slightly increased by the addition of 0.5% wt
MWCNT’s, but for 1% wt of MWCNT’s a decrease of
fatigue strength was observed,

- The fatigue ratio in bending loading increases with the
addition of 0.5% wt MWCNT’s, but decreases for 1%
wt of MWCNT’s as a consequence of the formation of
agglomerates;

- The fatigue ratio in tensile-tensile loading increases
with the addition of MWCNT’s suggesting that carbon
nanotubes can act as barriers to fatigue -crack
propagation.
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ABSTRACT

The Friction Stir Processing (FSP) is an adaptation of Friction Stir Welding (FSW). The FSP technique presents several
attributes, between which can provide localized modification and control of microstructures in near-surface layers of
processed metallic components in order to modify the correspondent mechanical behaviour. In this research MIG
(Metal Inert Gas) butt welds, performed in 5083-H111 aluminium alloy plates with 6 mm thickness, were post-
processed by the FSP technique. The FSP effect was analysed performing tensile and fatigue tests, as well as
microstructural analysis and hardness measurements. Fatigue tests were carried out under constant amplitude loading at
a stress ratio R=0 and with the load applied perpendicular to the weld bead. The hardness and mechanical strength of
the welds were not significantly modified by the Friction Stir Processing. However, an important fatigue life
improvement was obtained due to the stress concentration reduction by geometry modification, elimination of MIG

weld defects and also by achieving a refined microstructure in the post-processed weld toe.

KEYWORDS: Fatigue strength, Friction stir processing, MIG welding, Aluminium alloy.

1. INTRODUCTION

Aluminium alloys are widely use in structural
applications, such as automotive parts, railway vehicles
and aeronautics, due to the fact of presenting relatively
high strength, good corrosion resistance and high
toughness combined with good formability and
weldability. In this context, the utilisation of welded
profiles leads to a reduction of structural weight and a
simpler process of production. However, the
geometrical discontinuities and high residual stresses
associated with welded joints turn them critical points in
what is concerned to structural strength, especially in
the presence of cyclic loading.

The most used techniques for joint different aluminium
alloys components are MIG (Metal Inert Gas) and TIG
(Tungsten Inert Gas) welding. However, these welding
techniques can induce different drawbacks as porosity,
lack of wetting, hot cracking, strength reduction,
distortion and tensile residual stresses. The strength
reduction, stress concentration and weld defects lead to
a global static strength and fatigue strength reduction in
aluminium alloys welds [1-3].

Some techniques have been applied to increase the
fatigue behaviour of MIG or TIG welds, e.g., shot
peening [4]. Recently, a new technique emerged as an
alternative for improving the fatigue behaviour of MIG
welds, the Friction Stir Processing (FSP).

The basic concepts of FSP are the same as those of
friction stir welding (FSW) [5,6]. In both techniques a
non-consumable rotating tool, with shoulder and
profiled pin, is plunged into a workpiece and translated
along the selected path. Rotation of the tool produces
frictional heating and corresponding plastic deformation
within the workpiece, producing a narrow zone of
material which is transferred around the tool as the tool
advances. The material consolidation behind the tool

produces a fully recrystallized and fine-grained
microstructure. The objective of FSP is the
improvement of specific properties through the

localized microstructure modification.

The aim of this research is to investigate the fatigue
behaviour of MIG butt welds, performed in 5083-H111
aluminium alloy, and the improvement in fatigue
strength due to post friction stir processing.
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Additionally, metallographic analysis, hardness profiles
and tensile strength were also evaluated to correlate the
fatigue behaviour.

2. EXPERIMENTAL DETAILS
2.1. Base material

The base material used for this research was the 5083-
HI111 aluminium alloy in 6 mm thick laminates plates.
The 5xxx aluminium alloys are not heat-treatable, being
plastic deformation the main hardening mechanics in
these alloys. The H111 condition was obtained with
some work hardening by shaping processes but less than
required for a HI11 temper. The nominal chemical
composition and mechanical properties are presented in
table 1 and table 2, respectively.

Table 1. Chemical composition of the 5083 aluminium
alloy (wt %).

Si | Mg | Mn | Fe Cr Cu | Zn Ti

04 | 40| 04 0.05

0.25 | 0.15

0.7 |49 1.0 04 0.25 0.1

Table 2. Mechanical proprieties of the 5083-HI11
aluminium alloy.

Tensile strength, 6, [MPa] 300-330
Yield strength, o, [MPa] 175-190
Elongation, g, [%] 16-23
Hardness, Hv, » 75-85

2.2. MIG welding

MIG welds were performed using a SAFMIG TRI 480
welding machine, where the weld torch is mounted on
an automatic running tracking car and the plates are
fixed in a steel table. The filler metal was the AWS
AS5.10-80: ER 5356 with 1.2 mm diameter and pure
argon was used to shield the welds. Plates with
dimension 333x80x6 mm were welded perpendicularly
to the rolling direction. The joint preparation and
welding parameters are presented in figure 1 and table
3, respectively.

T
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Figure 1. Joint preparation (dimensions in mm,).

Two weld beads were deposited in each side of the
plates. Before deposition of the second weld bead, the
root of the initial one was cleaned using a 3 mm thick

gridding disc. To obtain a fully penetrated butt joint the
weld parameters were adapted.

Table 3. MIG welding parameters.

Current Voltage Speed Torch distance
[A] [V] [cm/min] [mm]
150 24 46 15

2.3. FSP of MIG welds

The FSP of MIG welds was performed in a Cincinnati
milling machine, with the welded plates fixed to the
machine steel table, as illustrated in figure 2.

Figure 2. MIG welded plate post-processed by FSP.

The milling machine enables control of the tool speed
rotation and of the table feed rate, but does not allow the
shoulder load control. The geometry of the non-
consumable tool used for post-processing the MIG
welded plates is presented in figure 3.

220

M10x1.5-6g
AA(2:1)

M3x0.5-6g LH

Figure 3. Geometry of the tool used for post-processing
MIG welded plates (dimensions in mm).

The post-processing of the 5083-H111 aluminium alloy
welded plates was performed by aligning the probe axis
of the non-consumable tool at a distance of 7.5 mm
from the weld bead center plane and ensuring that the
probe is correctly plunged into the MIG welded plate,



i.e., ensuring 2.6 mm of effective penetration, as
schematically illustrated in figure 4. This procedure was
adopted in order to achieve 0.5 mm interference
between the weld bead and the tool truncated cone with
an angle of 22°, as also depicted in figure 4.

Figure 4. Schematic representation of the tool position
relatively to MIG welded plate (dimensions in mm).

The Friction Stir Processing was performed with a tool
rotating speed of 1500 rpm, 240 mm/min of feed rate
and a tilt angle of 2.5°. The post-processed MIG welded
plates were classified as the MIG+FSP series.

2.4. Experimental testing procedure

After welding and FS processing the aluminium alloy
plates were cut in slices of 20x160x6 mm,
perpendicularly to the welding direction (transverse
orientation), forming specimens to perform the fatigue
and tensile test.

Microstructure observations were performed, using
optical microscopy, both in MIG and MIG+FSP
samples with 8x40x6 mm, sectioned perpendicular to
the welding direction, prepared according to standard
metallographic practice and etched with modified
Poulton’s reagent.

In order to characterise the welded joint, both before
and after FSP, Vickers hardness profiles were obtained
using a Struers Type Duramin-1 microhardness tester,
with an indentation load of 200 gf during 15 s,
according to the ASTM E 348 standard. The hardness
profiles were obtained at the welded joint cross-
sections, along a longitudinal line at 0.25 mm from the
plate surface in samples identical to the ones used in the
metallographic analysis. The measurements were
performed at each 0.5 mm, along a distance from the
weld bead centre until hardness stabilization.

An Instron mechanical tensile/compression testing
machine, model 4206, was used for carried out the

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

tensile test. The tests were performed in air and at room
temperature, using a testing speed of 2 mm/min.

Fatigue tests were performed in load control using a
computer-controlled servo-hydraulic Instron machine
with 100 kN capacity. The tests were carried out under
constant amplitude loading, with a stress ratio R=0. The
load was applied in the perpendicular direction to the
weld bead (material base rolling direction), using a
sinusoidal load wave. All tests were conducted in air, at
room temperature and with a load frequency of 25 Hz.
The specimens were clamped by hydraulic grips.

3. RESULTS AND DISCUSSION

3.1. Metallographic analysis

Several transverse plane macrographs of MIG welds,
before and after performing the friction stir processing,
are presents in figure 5 and figure 6, respectively.

Figure 5. Macrographs of MIG welds: a) base material;
b) weld toe.

Figure 6. Metallographic analysis of post processed
MIG welds: a) nugget zone; b) weld toe.
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The base material is composed by relatively equiaxed
grains, slightly elongated in the rolling direction, as
shown in figure 5a), with an average grain size of 25 to
35 um, measured by the Heyn linear intercept procedure
[7]. Figure 5b) clearly shows some defects in the toe of
the MIG weld, namely, porosity and lack of wetting.

The optical macrographs of MIG welds processed by FS
(MIG+FSP) are depicted in figure 6. The nugget has
approximately 2.6 and 5 mm, depth and surface length,
respectively. In the nugget zone, presented in figure 6a),
a large grain refinement occurs, with a grain size of 4 to
6 um, which is significantly smaller than the grain size
of the base material. Figure 6b) clearly shows that the
MIG weld defects referred previously were eliminated
from the weld toe. Additionally, a thin layer of fine-
grained material is also observed in this figure.

Fuller et al. [10], observed that microstructures within
the FSP region contained smaller constituent particles
and finer precipitates than those found in the other
microstructural regions. Therefore, the application of
FSP resulted in a large grain size refinement and an
improvement of precipitation strengthening forming
higher volume of Mg,Si and Alg(Fe, Mn) precipitates in
comparison with the MIG welded zone.

3.2. Hardness

The hardness profiles measured in the cross section of
unprocessed and friction stir processed MIG welds are

shown in figure 7.
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Figure 7. Hardness profiles of unprocessed and FS
processed welds.

The hardness of the base material is about 80 HV,. A
hardness decrease is observed for both unprocessed and
FS processed MIG welds in the melted zone, located at
a distance of the weld center between -4 and +4 mm,
attaining a mean value of approximately 72 HV,,,

which represents only a decrease of approximately 10%.
The hardness peaks observed in the MIG welds melted
region are due to some reprecipitation that occurs during
weld cooling.

Both the base and filler materials, 5083-H111 and 5356,
aluminium alloys, respectively, are not heat-treated
alloys. Therefore, a significantly hardness change due to
the MIG process heat input is not to be expected,
because the main hardening mechanism of these alloys
is plastic deformation [8,9].

It can be seen that the application of FSP to the MIG
welds induced an increase of the hardness values,
especially in the nugget zone, located at a distance of
the weld center between -12 to -7 and 7 to 12 mm,
typically between 90 and 95 HV,,. The hardness
increase, obtained in the nugget and thermo-
mechanically affected zones, is attributed to the plastic
deformation induced by the friction stir processing.

3.3. Tensile strength

Table 4 presents the tensile tests results of unprocessed
and processed welds. The indicated values represent the
average of at least three tests for each condition. This
table also presents the weld efficiency, i.e., the rate
between the tensile strengths of the welds and the base
material.

Table 4. Tensile strength.

. Ous Outs € max Weld
Series |\ \ipa | [MPa] | [%] | efficiency,
BM 158 307 | 20 ;
MIG | 144 292 12 0.95
MIG+FSP| 144 295 12 0.96

All the welded specimens have weld efficiencies lower
than one, meaning a strength decrease in comparison to
the base material (BM). The strength differences are due
to a reduction in strain hardening as a result of thermal
exposure produced from MIG welding [10].

The FS processed MIG welds display slightly higher
weld efficiency than MIG welds. Additionally, all
welded specimens suffered a reduction of elongation at
maximum load (€,,.c). However, the post processing by
friction stir welding does not alter significantly the
mechanical strength of the welds.

3.4. Fatigue strength

The Fatigue strength of unprocessed and FS processed
MIG welded specimens are plotted in figure 8, as the
nominal stress range, A0, against the number of
cycles to failure, Ny (S-N Wohler curves).



This Figure shows a significant fatigue strength
decrease of all welded specimens in comparison to the
base material. However, an important fatigue resistance
increase with the friction stir processing of the MIG
welds can also be observed. The favorable effect of FS
post-processing increases the fatigue strength at 10°
cycles in approximately 50% relatively to unprocessed
MIG welds.
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Figure 8. Fatigue life of unprocessed and FS processed
MIG welds.

The decrease of fatigue strength of welded series in
comparison with base material can be explained by both
the decrease of mechanical strength and the notch effect
due to the stress concentration at the weld toe.

The fatigue strength increase induced by the friction stir
processing is partially related to the geometry
modification, mainly due to the toe radius increase. To
evaluate the geometry influence on the fatigue life, the
Lawrence equation (eq. 1) for butt welds [11] and
Peterson equation (eq. 2) [12], can be used to determine
the theoretical, k,, and fatigue, k; concentration factors
of the welded specimens, respectively.

: 1/2
k, =1+0.27 tan® '/* (—j (1)
P
k1
kp=1+ ta (2)
I+—
p

where, @ is the weld angle, p is the weld toe radius of
curvature and ¢ the plate thickness. Peterson material
constant @ is 0.51 mm for aluminium alloys [12].

To obtain equation 1 and 2 parameters, the geometry of
unprocessed and FS processed MIG welds was
statistically analysed using a Gaussian distribution. In
the MIG weld foot, an average angle and curvature
radius of 39° and 0.43 mm were obtained, respectively.
For the post-processed MIG welds an average curvature
radius of 2.73 mm was calculated. Table 5 summarizes
the values obtained for ; and k; factors for MIG and
MIG+FSP series.

Table 5. Static and dynamic stress concentration
factors.

. Radius, p
Series (mm] k¢ k¢
MIG 0.43 1.93 1.43
MIG+FSP 2.73 1.33 1.28

The local stress range at the weld toe, AG,., was
calculated from the nominal stress range, AGym, using
the following expression:

Ao-loc = kf AGnom (3)

The local stress range, calculated by equation 3, against
the number of cycles to failure is plotted in figure 9 for
unprocessed and FS processed MIG welded specimens.
This figure shows that the fatigue strength of MIG+FSP
specimens increased approximately 38% at 10° cycles
relatively to the unprocessed MIG welds.
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Figure 9. Results of fatigue tests: local stress range
versus number of cycles to failure.

It is important to notice that figure 9 eliminates the
effect of the geometry modification. The friction stir
processing induces a very significant increase of the toe
radius as depicted in table 6. However, comparing
figure 8 and 9, it can be easily estimated that the
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correspondent fatigue concentration factor reduction
from K=1.43 to K=1.28 only improves the fatigue
resistance of MIG+FSP specimens, in comparison to
MIG welds, approximately 12%. Therefore, the
microstructural grain refinement and the removal of
MIG weld defects, namely, porosity and lack of wetting,
achieved by the friction stir processing have the major
contribution to the improvement of fatigue resistance.

4. CONCLUSIONS

From the experimental study of the friction stir
processing of 5083-H111 aluminium alloy MIG butt
welds, the following concluding remarks can be drawn:

The friction stir processing does not change
significantly the hardness and mechanical strength of
the welds.

A significantly fatigue life improvement was obtained
by post-processing MIG welds by Friction Stir
Processing.

The microstructure grain refinement and the removal of
previous welding defects, such as porosity and lack of
wetting, are the main causes for the fatigue resistance
improvement. Additionally, the stress concentration
reduction due to toe radius increase also contributes to
fatigue life enhancement.
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ABSTRACT

Friction Stir Processing (FSP) was based on the principles of the Friction Stir Welding (FSW), a solid-state joining
process, invented at the Welding Institute (TWI) (Cambridge, United Kingdom) in 1991, for welding soft materials
such as aluminium alloys. From this technique, another process called Friction Stir Processing (FSP) was developed, for
microstructural modification based on the principles of FSW. Friction Stir Processing (FSP) is an emerging
metalworking technique that can provide localized modification and control of microstructures in near-surface layers of
processed metallic components. In this research the FSP was applied on MIG (Metal Inert Gas) T-fillet welds
performed in 6082-T651 aluminium alloy plates of 6 mm thick. FSP potential benefits were studied through
microstructural analysis, hardness measurements, tensile strength and fatigue testing. Fatigue tests were carried out
under constant amplitude loading with stress ratios R=0. Tensile testing results show that the FSP does not change
significantly the hardness and mechanical strength of MIG welds. However, an important improvement of fatigue
strength was observed, due to microstructure grain refinement, defects removal, such as porosity and lack of wetting,

and stress concentration reduction due to the increase of the toe radius.

KEYWORDS: Fatigue strength, Friction stir processing, MIG welding, Aluminium alloy.

1. INTRODUCTION

The aluminium and its alloys are increasingly used for
structural applications, particularly in aerospace,
aeronautic, naval and automotive industries, due to their
favourable characteristics, such as, the lightweight,
resistance to corrosion and high mechanical properties.

The most used techniques for joining different
aluminium components are MIG (Metal Inert Gas) and
TIG (Tungsten Inert Gas) welding processes. However,
these welding techniques can lead to different
drawbacks as porosity, lack of wetting, hot cracking,
strength reduction, distortion and residual stresses. The
strength reduction, stress concentration and weld defects
lead to global static and fatigue strength reduction in
aluminium alloys welds in comparison with the base
materials [1-3].

Some techniques have been applied to increase the
fatigue behaviour of MIG or TIG welds such as shot

peening, re-melting, hammering and blasting. Recently,
a new technique called Friction Stir Processing (FSP)
arose as an alternative for improving the fatigue
behaviour of MIG welds. The FSP [4, 5] is an
adaptation of Friction Stir Welding process (FSW),
developed by the Welding Institute (TWI) [6]. In both
techniques a non-consumable rotating tool, with or
without shoulder and profiled pin, penetrates in the
components and advancing along a selected path,
induces frictional heating and plastic deformation, thus
producing recrystallized and refined microstructures.
The final objective of FSP is the improvement of
specific properties through the localized microstructure
modification.

The main goal of this study is to apply the FSP
technique for grain refinement of the microstructure,
defects removal (such as porosity and lack of wetting),
and the increase of the toe radius of MIG T-fillet welds,
in order to improve their fatigue strength. In addition, to
explain fatigue results variation, metallographic
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analysis, hardness profiles and tensile strength were also
determined.

2. EXPERIMENTAL DETAILS
2.1. Base material

The aluminium alloy 6082-T651 in laminated plates of
6 mm thick was used in this research. This alloy was
solution heat treated at 530-550 °C and then quenched
to room temperature; the T6 condition is obtained
through artificial ageing at a temperature in the range of
170-200 °C. The nominal chemical composition of the
alloy is given in Table 1 [7] and the mechanical
properties of the plates, evaluated in a previous study
[8], are shown in Table 2.

Table 1. Chemical composition of AA6082-T651
aluminium alloy (wt %) [7].

Other
0.05

Si |{[Mg|Mn| Fe | Cr | Cu | Zn | Ti
1.05] 0.8 | 0.68]0.26|0.01|0.04 {0.02|0.01

Table 2. Mechanical proprieties of AA6082-T6

aluminium alloy [8].
Tensile strength, 6, (MPa) 330
Yield strength, 6,5 (MPa) 307
Elongation, €, (%) 10
Hardness, Hv, » 115

2.2. MIG welding

MIG welds were performed in a SAFMIG TRI 480
welding machine, with a weld torch mounted on an
automatic running tracking car and the plates fixed in a
steel table. The AWS AS5.10-80:ER 5356 of 1.2 mm
diameter and pure argon were used as filler metal and
shield gas, respectively. The joint preparation and
welding parameters used are shown in figure 1 and
Table 3, respectively.

%/

160

Figure 1. Joint preparation (dimensions in mm).

The T joint is formed by two plates with dimensions
333x160x6 and 336x25x6 mm welded perpendicularly
to the rolling direction. One weld bead was deposited in

each side. The root of the first weld bead was cleaned
using a gridding disc with 3 mm thickness before
deposition of the second weld bead.

Table 3. MIG welding parameters.

Current Voltage Speed Torch distance
(A) V) (cm/min) (mm)
252 23.6 50 15

2.3. Post-processing MIG welds

The FS post-processing of MIG welds was performed in
a Cincinnati milling machine, clamping the welded
plates to a steel table, as illustrated in figure 2. The
milling machine enables control of the tool speed
rotation and table feed rate, but does not allow control
of the axial load.

Figure 2. FS processing of the MIG T-fillet welds.

Figure 3 shows the geometry of the non-consumable
tool used for post-processing MIG welded plates.

For post-processing MIG+FSP series the tool was
positioned relatively to the welded plate so that the
truncated cone of angle equal to 45° stays interfering
about 0.5 mm with weld as shown in figure 4. Both
sides of welded plates were post-processed, with the
tool advancing side interfering with the weld. The burr
produced by the FS process in the retreating side was
removed by machining. The post-processing creates a
new post-processed toe with an improved radius of
about 2.3 mm.

The procedure parameters were: tool rotating speed of
1500 rpm, 170 mm/min of feed rate and a tilt angle of
2.5°.

MIG welded plates and post-processed plates were cut
in slices of 20x160x6 mm perpendicularly to the weld
bead for performing both tensile and fatigue tests.



Tensile specimens were also removed from parent
plates.

MI10x1.5

B(5:1)

o

[P {30}
~ M3x0.5(left)

Figure 3. Geometry of the tool used for post-processing
MIG welded plates (dimensions in mm).

14.5

l | 205 4L 1

>

Figure 4. Schematic representation of weld/tool relative
position (dimensions in mm).

Metallographic analysis was performed by using optical
microscopy, in order to identify the weld
microstructures. MIG and MIG+FSP samples of
8x40x6 mm were cut perpendicularly to the weld beads,
prepared according to standard metallographic practice
and etched with modified Poulton’s reagent.

Vickers hardness measurements were performed using a
Struers Duramin hardness tester with 0.2 kg load. The
distance between indentations was 0.5 mm along a line
at 0.5 mm from the plate surface.

2.5. Tensile strength-testing and fatigue testing

Tensile test were carried out at room temperature in an
Instron mechanical tensile/compression testing machine,
model 4206, using a testing speed of 2 mm/min. The
fatigue tests were carried out using an Instron hydraulic
machine, loading the specimens perpendicularly to the
to the weld bead direction (i.e. in the parent material
rolling direction), applying a sinusoidal load wave with
a frequency within the range 20-30 Hz, a stress ratio set
to R=0 and stress ranges between 90 and 170 MPa. The
results of fatigue tests will be presented as S-N curves,
plotting the stress range against the number of cycles to
failure.

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

3. RESULTS AND DISCUSSION
3.1. Metallographic analysis

Figures 5 and 6 present the most important zones of
unprocessed and FS processed MIG welds, respectively.

Figure 5. Metallographic analysis of MIG welds: a)
base material; b) toe of weld.

Figure 6. Metallographic analysis of the cross section
of a post processed MIG weld: a) nugget zone ; b) toe of
a post-processed weld.

The base material presents “pancake type” grains, as
shown in figure 5a), with an average grain size of 135-
150 and 80-90 pm on rolling and thickness directions,
respectively, measured by Heyn linear intercept
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procedure [9]. The toe of MIG weld is shown in figure
5b) where the defects mentioned previously (porosity
and lack of wetting) can be observed.

The metallographic structures of MIG+FSP series are
illustrated in figure 6. It can be observed that the weld
defects were eliminated in post-processed toes, by
comparing figure 6 b) with figure 5b). Besides, a thin
refined layer is visible in figure 6b).

The nugget, figure 6a), is the zone where a large grain
refinement occurs, with a grain size of 1-4 um,
obviously smaller than the grain size of the base
material.

3.2. Hardness

The measured hardness profiles in the cross section of
the welds, before and after FS processing, are shown in
figure 7. The base material presents a hardness of about
110 HV,,. Besides, all the welds, unprocessed and
processed, display a significant decrease of hardness in
the melted (MZ), heat affected zone (HAZ), thermo-
mechanically affected zone (TMAZ) and nugget (N).
Hardness decreases in these zones are due to the
dissolution and coarsening of strengthening precipitates,
as mentioned elsewhere [10]. Figure 7 shows that the
hardness of the melted zone (distance to weld centre
between -9 and +9 mm), typically ranged between 65
and 75 HV,,. The hardness peaks observed in melted
region of MIG welds are due to some re-precipitation
that occurs during weld cooling.
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Figure 7. Hardness profiles of unprocessed (MIG
series) and processed (MIG+FSP series) welds.

The post-processing does not alter the hardness of MIG
welds significantly, because for this aluminium alloy
the main mechanism of hardening is not the grain
refinement or the plastic deformation, but the presence

of hardening precipitates, already dissolved by MIG
welding. However, the aforementioned hardness peaks
were removed due to the dilution of the reprecipitation
during processing.

The regions showing loss of hardness are wider in FS
post-processed welds than in MIG welds because post-
processing was performed in the MIG weld leg of either
side, as shown in figure 6, producing dissolution and
coarsening of precipitates in a wider band

3.3. Tensile strength-testing

Table 4 presents the results of tensile tests of the
unprocessed and processed welds. The values indicated
in the table represent the average of at least three tests.
The weld efficiency is defined as the relationship
between the tensile strengths of the welds and the base
material. All the welded specimens, unprocessed and
processed, were in the undermatch condition, which
means they presented weld efficiency lower than the
unit, due to the dissolution or coarsening of precipitates,
mentioned above. The values of yield stress in Table 4
also show that if the weld efficiency was defined in
terms of yield stress, the efficiency of that welds would
not exceed 0.52.

Table 4. Tensile testing results

Series  |oys (MPa) (K}IJSZ ) EE’S‘X . ff?cf ieggcy
MB 300 338 0.08 -
MIG 156 249 0.04 0.74
MIG+FSP 156 238 0.06 0.70

Welded specimens suffered a reduction of elongation at
maximum load, due to the local reduction of mechanical
strength which leads to the concentration of plastic
deformation in the weakest zones, the TMAZ and HAZ.

MIG+HFSP series present lower monotonic tensile
strength and higher elongation at maximum load when
compared with MIG series. This can be explained by the
lowest hardness and consequently tensile strength of
HAZ of FSP beads as well the larger width of the
softened zone, as shown in Figure 7.

3.4. Fatigue strength

Figure 8 presents the fatigue results for the processed
and unprocessed welded specimen series and base
material, plotting the nominal stress range against the
number of cycles to failure.

The decrease of fatigue strength of welded series in
comparison with base material can be explained by both
the decrease of mechanical strength and the notch effect
due to the stress concentration at the weld toe. The S-N
curve of MIG+FSP series is clearly above the S-N curve




of the MIG series, especially for long lives: for a fatigue
life of 10° cycles an increase of 30% in the nominal
stress range was reached. Therefore, a favorable effect
of FS post-processing on the fatigue strength was
obtained, although fatigue strength of MIG+FSP series
remains well below that of the base material.
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Figure 8. Results of fatigue tests: nominal stress range
versus number of cycles to failure.

The increase on fatigue strength produced by the FS
processing can be explained in part by the geometry
modification, especially due to toe radius increase. In
order to evaluate the influence of the geometry on the
fatigue strength, Lawrence equation (eq. 1) for T-fillet
welds [11] and Peterson equation (eq. 2) [12], were used
to calculate &, and k¢ factors, respectively:

t

k, = 1.03 + 0.27 §°22 x (f)_w x (5)0'18 (1)

ke—1

kf=1+¥ 3
[e*12]
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‘\\(r..
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Figura 9. Variables in the calculation of k, for a full
penetration T joint [11].

where, according to figure 9, @ is the weld angle, pis
the weld toe radius of curvature, ¢ the thickness and s
the distance toe-to-toe. k; and k¢ are the theoretical and

fatigue stress concentration factors of the welded
specimens, respectively. The Peterson material constant,
a, is 0.51 mm for aluminium alloys [12].

In order to calculate these parameters, the geometry of
the MIG and MIG+FSP weld series was statistically
analysed, using a Gauss distribution. An average angle
of 47° and an average curvature radius of 0.41 mm were
obtained, both measured in the foot of MIG welds. For
the post-processed MIG+FSP series an average
curvature radius of 2.26 mm was obtained. Table 5
summarizes the values calculated for & and ¢ factors for
MIG and MIG+FSP series.

Table 5. Static and dynamic stress concentration
factors.

. Radius, p
Series (mm) ky ke
MIG 0.41 2.28 1.56
MIG+FSP 2.26 1.52 1.42

Figure 10 presents the fatigue results for the processed
and unprocessed welded specimen series and S-N mean
curve of base material, plotting the local stress range
against the number of cycles to failure. The local stress
range at the weld toe Aoy, was calculated from the
nominal stress range Ac,, using the equation 3:

Adipe = AOpom * kf 3)

300
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150k <-- 155MPa

Localstress range, Acj,. [MPa]
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Figure 10. Results of fatigue tests: local stress range
versus number of cycles to failure.

The increase of the toe radius, promoted by the FS post-
processing, improves the fatigue resistance of MIG
welds about 10% due to a reduction in the fatigue notch
factor (k; changes from 1.56 to 1.42). Therefore, the
grain refinement of the microstructure and the removal
of weld defects (porosity and lack of wetting) in the
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MIG+FSP series, as can be seen in figures 11a) and
11b), further contributed to an improvement of fatigue
strength at 10° cycles in approximately 20%.

melted zone

porosity
fatigue crack initiation
lack of wetting

melted zone
fatigue crack initiation

Figure 11. Crack initiation sites: a) MIG T-fillet weld
toe; b) F'S post-processed weld toe.

4. CONCLUSIONS

The improvement of the fatigue behaviour of MIG T-
fillet welds on AA6082-T651 aluminium alloy by
friction stir processing was analysed in this research.

The post processing by friction stir does not alter
significantly the hardness and mechanical strength of
the MIG welds.

Friction Stir Processing promotes fatigue strength
improvement, due to the microstructure grain
refinement, the removal of previous defects, such as
porosity and lack of wetting, and stress concentration
reduction due to toe radius increase.
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RESUMEN

Frecuentemente, las operaciones de mecanizado se realizan en una de las etapas finales de la fabricacion del producto
condicionando la integridad superficial de la pieza final y repercutiendo sobre la vida a fatiga del componente. El
objetivo principal del presente trabajo es analizar la influencia de los parametros de mecanizado sobre la topografia
superficial y correlacionarlos con la vida a fatiga del componente.

En primer lugar, se han desarrollado tedricamente los modelos de concentracion de tensiones K; propuestos por Neuber
y Arola-Ramulu en funcion del radio de punta de la herramienta (r,) y avance por vuelta (f). Posteriormente, se ha
analizado como varia la vida a fatiga de un acero perlitico tras un proceso de torneado para r, (0,8-4 mm) y £ (0,15-
0,8 mm/rev). Se ha observado que la resistencia a fatiga disminuye al aumentar el ratio f/r, y que el modelo propuesto
por Neuber es mucho mas conservador.

ABSTRACT

Frequently, machining operations are performed at the end of the manufacturing processes of the product affecting the
surface integrity of the final product and thus influencing on its fatigue life. The main goal of the present work is
analysing the influence of the machining parameters on the surface topography and relating them with the fatigue life of
the component.

First of all, the stress concentration factor K; models proposed by Neuber and Arola-Ramulu have been theoretically
developed by means of the tool nose radius (7,) and feed-rate (f). Then fatigue life changes on a perlitic steel turned
with different r, (0,8-4 mm) at various f'(0.15-0,8 mm/rev) have been studied. It has been observed that fatigue strength
reduces when increasing f/r, ratio and that the model proposed by Neuber is more conservative.

PALABRAS CLAVE: Fatiga, Modelos de prediccion, Integridad superficial.

1. INTRODUCCION Concretamente, las operaciones de acabado de

mecanizado suelen ejecutarse al final de la cadena de

En la fabricacion de un componente, desde la recepcion
de la materia prima hasta la ejecucion de la ultima
operacion, suelen emplearse por lo general mas de un
proceso de fabricacion. Cada uno de estos procesos de
fabricacion produce alteraciones en el material (cambios
microestructurales, topografia superficial, generacion de
tensiones residuales...), de forma que las propiedades
mecénicas del componente final pueden diferir de las
propiedades del material de partida. En el caso
particular del comportamiento a fatiga de un
componente, el estado final de las capas superficiales y
sub-superficiales (también definido como integridad
superficial) es crucial a la hora de estimar la vida.

produccion. Por lo tanto, estas operaciones toman un
papel relevante en la generacion de la integridad
superficial final del componente y, en consecuencia, en
el comportamiento final del componente.

Ya desde los comienzos de las investigaciones en torno
a la fatiga mecanica, se ha considerado que los procesos
de mecanizado afectan a la vida a fatiga del
componente. Tradicionalmente, y sobre todo desde un
punto de vista ingenieril, se han empleado coeficientes
de reduccion de la vida a fatiga en funcion de la
resistencia del material y el proceso empleado
(figura 1). Sin embargo, estos procedimientos son muy

163



164

generalistas y no contemplan la influencia de las
multiples variables que intervienen en el proceso de
mecanizado: geometria y material de herramienta,
condiciones de corte, empleo de refrigerante... Ademas,
con el fin de mejorar el proceso de mecanizado, resulta
interesante comprender como influyen en la vida a
fatiga las distintas alteraciones generadas por el
mecanizado: topografia superficial, tensiones residuales,
defectos microestructurales, etc.

Cs
1,00 Pulido a espejo
Pulido fino
0,90
N ™~ Rectificado fino
0,80 ‘ ,‘\\\ — T
0,70 =1 N A N - i
: \ —— Mecanizado
0.60 N o estirado en frio
’ : \ \\ —
050 TN~
0.40 - \.; | TS~ Laminado
’ \\ en caliente
0,30 —
: De forja
0,20 i
0,10 ~ —
0 —> oy Mpa

400 600 800 1.000 1.200 1.400 1.600 1.800
Resistencia a la rotura

Figura 1. Coeficientes de reduccion de la vida a fatiga
en funcion del proceso y resistencia del material [1].

Novovic et al [1] realizaron una extensa revision
bibliografica del efecto del mecanizado y la topografia
superficial generada sobre la vida a fatiga de distintos
materiales. En el estudio se encontraron algunas
tendencias contrapuestas a la hora de correlacionar la
rugosidad superficial con la vida a fatiga. La mayoria de
trabajos indican que una menor rugosidad aumenta la
vida a fatiga. Para valores del parametro rugosidad
media (R,) en el rango de 2,5 a 5 um, la influencia de
las tensiones residuales y defectos microestructurales es
mas relevante que el de la topografia superficial. Sin
embargo, ante la ausencia de tensiones residuales,
valores de R, superiores a 0,1 um tienen una elevada
influencia sobre la vida a fatiga.

Los parametros estandares habituales empleados para
determinar la rugosidad superficial no siempre se
pueden utilizar como medidas fiable para determinar la
reduccion de la vida a fatiga [3]. Por ejemplo, tal y
como se puede observar en la figura 2, donde ambas
superficies tienen los mismos parametros de rugosidad
media (R,), altura pico-valle (Ry) y rugosidad 10 puntos
(R,), la forma en diente de sierra reduce en mayor
medida la vida a fatiga debido al menor radio p en el
fondo del valle del perfil generado. Una de las vias
adoptadas para solucionar este problema ha sido
relacionar la resistencia a fatiga y la topografia
superficial a través del factor de concentracion de
tensiones K.

R-’II.‘\ = RAIB
RLI.»\ = RllB
Rl =Ry S p=ay
K, #Klg d ’

]
\ /
o /

I SRR

Figura 2. Comparativa de superficies ideales en forma
de diente de sierra y sinusoidal [3].

Neuber en 1958 [4], considerd que la superficie rugosa
debia tratarse como multiples entallas adyacentes y no
como una unica entalla aislada. Propuso la expresion
semiempirica (1) teniendo en cuenta el parametro R, y
el radio de curvatura p del fondo del valle. El estado
tensional se tiene en cuenta a través del parametro n
(n=1 para cortadura y n=2 para traccion) y 4 representa
el ratio entre la separacion de picos y altura de las
irregularidades. Debido a la dificulta de estimar A en la
practica se toma A=1 como valor apropiado.

K, =1+n /ﬂ£ (1)
Yo,

Recientemente Arola y Ramulu [3] han propuesto otra
expresion para definir el factor de concentracion de
tensiones impuesto por la topografia superficial. En este
caso, tal y como se muestra en la ecuacion (2), el factor
de concentracion de tensiones efectivo ( K ) se define a
través de los pardmetros de rugosidad R,, Ry, R,, radio

de curvatura medio de los valles ,B, y n definido de la

misma forma que en la expresion establecida por
Neuber.

e Ra RY

Tras obtener el factor de concentracién de tensiones, el
factor de entalla a fatiga (Kp) puede obtenerse
empleando las expresiones (3), (4) y (5) [4]:

Ki=1+q(K.-1) 3)
1
g=—— “)
(I+y/p)
1.8
y=0,025 {M] mm &)
O-Ll

Otros autores, en lugar de utilizar las expresiones
semiempiricas descritas en los parrafos anteriores han
propuesto metodologias para incorporar las topografias



superficiales medidas a un programa de elementos
finitos y estimar la vida a fatiga de una forma mas
realista [5, 6].

Todos los procedimientos descritos en la bibliografia
estan basados en la medicion de los parametros de la
topografia superficial y, después, utilizarlos en
expresiones semiempiricas o aplicarlos en programas de
elementos finitos. Sin embargo, de cara a comprender
mejor la influencia de la topografia generada por el
proceso de mecanizado, seria interesante describir estas
expresiones en funcion de los parametros de
mecanizado, como pueden ser la geometria de
herramienta o condiciones de corte.

El objetivo principal de este trabajo de investigacion es
desarrollar de forma tedrica las expresiones de factor de
concentracion de tensiones de Neuber y Arola-Ramulu
en funcion de las principales variables de mecanizado.
Posteriormente, las expresiones obtenidas se aplicaran a
un acero perlitico con el fin de analizar la influencia de
la rugosidad generada por las variables de mecanizado y
evaluar ambos modelos de concentracion de tensiones.

2. DESARROLLO TEORICO

A partir del procedimiento descrito por Qu y Shih [7],
considerando que la punta de la herramienta se
aproxima a una curva eliptica, el perfil tedrico de la
superficie mecanizada se puede observar en la figura 4.
La distancia entre picos viene dada por el avance por
vuelta (f). De esta forma se pueden expresar los
parametros de rugosidad R,, Ry y R, y el radio del valle
p. en funcion de la geometria de la herramienta (cotas
a=r, y b=r, radio de punta de la herramienta) y el
avance por vuelta (f):

4 1’
R o=——|r -] -L- (6)
a n n
93 4
2
_ 2 S
R =1 —yrn —— (7
4
2
R, =1, —,|r L ()
4
2 (y—b)’ Y Theoretical profile of
PR =1 machined surface
a AN \
> b \ Least squares
R, - ‘ \ mean line
= 2 Y A v ¥ R
S X
2a

Figura 4. Superficie tedrica generada a través de arcos
elipticos [7].

Substituyendo las expresiones (6), (7) y (8) en las
expresiones (2) y (3) se obtienen los factores de
concentracion de tensiones propuestos por Neuber (9) y
Arola-Ramulu (10) en funcién del radio de punta de la
herramienta y el avance por vuelta:

(€))

(10)

En la figura 5 se comparan graficamente las dos
expresiones del factor de concentraciéon de tensiones
bajo cargas de traccion. Tal y como se puede observar el
factor de concentracion de tensiones aumenta con el
ratio f/r,, es decir, al aumentar el avance o disminuir el
radio de punta de la herramienta. El factor de
concentracion de tensiones propuesto por Arola-Ramulu
practicamente se mantiene por debajo de 1,1 para f/r,<1.
Sin embargo la expresion planteada por Neuber es

mucho mas conservadora, y su valor crece
considerablemente al aumentar el ratio f/r.
18
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1,7 + Arola-Ramulu e
d
1,6 + /,
rd
r'd
1.5 ’
'd
- 4
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rd
12 + Pid
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7
'
1
0 0,2 0.4 0,6 0,8 1
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Figura 5. Factor de concentracion de tensiones ante
cargas de traccion en funcion del ratio f7r;,.

3. CASO PRACTICO
3.1. Material seleccionado

El material seleccionado para el estudio de la influencia
de la rugosidad sobre la vida a fatiga es un acero forjado
perlitico segiin norma DIN EN 10267. Las propiedades
mecanicas del material suministradas por el proveedor
del material se muestran en la tabla 1.

Tabla 1. Propiedades mecénicas de la aleacion segun
norma DIN EN 10267.

Limite elastico | Limite de rotura {Mddulo de Young
(MPa) (MPa) (GPa)

647 921 210
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3.2. Caracterizacion a fatiga uniaxial

El acero perlitico seleccionado para el presente trabajo
de investigacion se ha caracterizado a fatiga uniaxial.
Tanto la preparacion de las probetas como los ensayos
de fatiga se han realizado conforme a la norma
ASTM E466-96. La geometria de las probetas
empleadas en los ensayos se muestra en la figura 6. Los
ensayos de fatiga en control por carga se han llevado a
cabo en una maquina servohidraulica MTS 819.
Concretamente, se han empleado distintos niveles de
carga sinusoidal de 5 Hz a R = —1, ejecutando al menos
dos repeticiones por cada nivel de carga. La rotura total
de la probeta se ha considerado como criterio de fallo.

=
| 8
r ]
=4 I N I A I A I O -
= - - =
/02
20 20
25 25
4745 47.45
110.9

Figura 6. Geometria de las probetas empleadas en los
ensayos de caracterizacion a fatiga uniaxial.

Los resultados de los ensayos de caracterizacion
uniaxial a fatiga se muestran en la figura 7. El limite de
fatiga de la material, vida superior a 2 millones de
ciclos, se ha establecido para una tension alterna de 400
MPa. Por otro lado, los datos experimentales se han
tratado para obtener la ecuacion de Basquin,
0,=0;(2N,)", determinando que 0;=1091,2 (MPa) y
b=-0,0619. En la figura 7 se puede observar la curva
representada mediante la ecuacion de Basquin.
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Figura 7. Geometria de las probetas empleadas en los
ensayos de caracterizacion a fatiga uniaxial.

3.3. Parametros de mecanizado

Tal y como se ha explicado en el apartado 2, el factor de
concentracion de tensiones correspondiente a una
superficie mecanizada depende de dos variables
principales: el avance por vuelta /'y el radio de punta de
la herramienta r,. Para analizar la influencia de estas dos
variables se han seleccionado radios de punta de 0,8 y
4 mm y avances de 0,15 a 0,8 mm/rev. Estos valores se
emplean en la practica en operaciones de acabado y
semidesbaste en torneado.

4. RESULTADOS Y DISCUSION

En la figura 8 se muestran los valores de rugosidad R, y
R, para las condiciones de mecanizado y geometrias de
herramienta  seleccionadas, valores que crecen
cuadraticamente con el avance. La rugosidad R, y R,
son =5 veces menores para herramientas de radio de
punta 4 mm (el radio de punta de la herramienta es 5
veces mayor), proporcion que aumenta ligeramente con
el avance.

= = =Ra 4mm
100 F Ra_0,8mm
————— Rz_4mm
_ 80 | Rz_0,8mm
=)
=
o2 60
=40t
20 |
0 )

fImm/rev]

Figura 8. Valores teoricos de la rugosidad R, y R, en
funcion de r, y f-

En la figura 9 se muestra el factor de entalla a fatiga K
bajo cargas de traccion para las propuestas de Neuber y
Arola-Ramulu en funcién de r, y f. Empleando la
propuesta de Arola-Ramulu K; practicamente es 1 para
radios de punta de herramienta de 4 mm, e inferior a
1,07 para los radios de 0,8 mm. Sin embargo, a través
del modelo de Neuber y para radios de 4 mm se
obtienen valores de K; entre 2,5% y 13,5% superiores a
los propuestos por Arola-Ramulu. Esta diferencia es atin
mas notable cuando se emplean radios de 0,8 mm,
siendo entre 11% y 55% superior el valor de K.
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Figura 9. Factor de entalla a fatiga en funcion de r, y f-

En la figura 10 se puede observar la reduccion de la
resistencia a fatiga en funcion de 7, y f. Aplicando el
modelo de Arola-Ramulu, la resistencia a fatiga apenas
se ve influenciada al emplear radios de punta de
herramienta de 4 mm, y disminuye 23 MPa (5,7%)
cuando se emplean radios de 0,8 mm y avances de 0,8
mm/rev. Empleando el modelo propuesto por Neuber la
resistencia a fatiga se reduce en mayor, y en el peor de
los casos, 7,=0,8 mm y /=0,8 mm/rev, esta reduccion es
de 157 MPa (39,5%).
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Figura 10. Resistencia a fatiga en funcion de r, y f-

A través de la ecuacion de Basquin obtenida en el
apartado 3.2, y teniendo en cuenta el factor de entalla a
fatiga, se han calculado la vida de componentes
mecanizados con distintos radios de punta y avance por
vuelta. En la figura 11 se han representado las curvas
tension alterna-vida en escala semilogaritmica (S, -
log Ny) para el material base, y las combinaciones mas
criticas que corresponden a los avances de 8§ mm/rev.
Tal y como se observa en la figura, el modelo de
prediccion de Neuber es mucho mas conservador. El
modelo de Arola-Ramulu estima vidas similares a las
del material base cuando se emplean herramientas de
radio de punta de 4 mm y vidas ligeramente inferiores
cuando se emplean radios de punta de 0,8 mm.

650 = = = Neuber 4mm
Neuber 0,8mm
600 F « & = m===- Arola-Ramulu_4mm
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Figura 11. Curvas tension-vida para el material base y
1=0,8 mm.

En la figura 12 se ha graficado la reduccién de la vida a
fatiga de los componentes mecanizados para distintas
cargas alternas y en funcion del ratio f/r,. Se observa
que la reduccién de la vida a fatiga crece al aumentar el
ratio f/r,. Cuando las vidas se estiman en base al modelo
de Arola-Ramulu, la reduccion de la vida es
inapreciable para f/r, < 0,2, pero cuando f/r, =1 la
reduccion es del 57% cuando se aplican cargas alternas
de 400 MPa y de 39% con cargas de 600 MPa. Cuando
las vidas se estiman en base al modelo de Neuber, la
reduccion de la vida es del 20% para f/r, = 0,04, pero
cuando f/r, > 0,2 la reduccioén es superior al 60%. En
este caso también se observa que la reduccion de la vida
es menor a mayores cargas cuando se emplea el mismo
ratio f/r,.
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Figura 12. Reduccion de la vida a fatiga en funcion del
ratio fIr,.

Tal y como se ha comentado en este apartado, el modelo
propuesto por Neuber es notablemente mas conservador
que el modelo propuesto por Arola-Ramulu. Arola y
Williams compararon ambos modelos de prediccion con
ensayos experimentales de fatiga sobre probetas de AISI
4130 mecanizadas en corte por agua, obteniendo con el
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modelo de Arola-Ramulu errores menores del 2% [3].
Sin embargo, seria conveniente ensayar a fatiga
probetas mecanizadas mediante distintas operaciones y
parametros antes de decidir la idoneidad de un modelo u
otro.

5. CONCLUSIONES

Las conclusiones principales que se extraen del presente
trabajo son las siguientes:

e A través de un modelo geométrico se han obtenido
las expresiones del factor de concentracion de
tensiones K; de superficies mecanizadas tanto para
el modelo de Neuber como el de Arola-Ramulu. El
factor de concentracion de tensiones en ambos
modelos depende del ratio f/r,,. Es decir, K; aumenta
al mecanizar con herramientas de menor radio de
punta o con mayores avances por vuelta.

e Se han aplicado ambos modelos para determinar la
resistencia a fatiga de un acero perlitico. El modelo
propuesto por Neuber es mucho mas conservador,
llegando a reducir la resistencia a fatiga en un
39,5% para f/r,= 1, mientras que Arola-Ramulu
reduce en un 5,7% para el mismo ratio.

e Se ha comparado la reduccion de la vida a fatiga
para distintos niveles de carga y ratio f/r,. El
modelo propuesto por Arola-Ramulu practicamente
no reduce la vida a fatiga para f/r, <0,2, mientras
que el modelo propuesto por Neuber ya para
flry= 10,2 estima una reduccion superior al 60%.

e En principio, parece que el modelo de Neuber es
extremadamente conservador para determinar la
vida a fatiga de componentes mecanizados; sin
embargo es conveniente realizar mas ensayos
experimentales antes de seleccionar un modelo u
otro.
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RESUMEN

Este trabajo presenta una técnica experimental mediante la cual es posible observar a simple vista las interacciones de
grietas pequefias con las barreras microestructurales. El procedimiento consiste en la aplicacion de una serie de
tratamientos térmicos y mecanicos a una aleacion de aluminio A11050 que permiten la obtencion de una microestructura
con tamafio de grano del orden del centimetro. Las variaciones de la velocidad de crecimiento de grieta debido a la
interaccion con la microestructura, asi como el angulo de inclinacion y giro del plano de la grieta en los bordes de grano
o el anclaje o la ramificacion de las mismas, pueden ser observados sin requerir el uso de ninguna técnica de
microscopia.

También fue posible evaluar la variacion de estos parametros en funcion del tamafio de grano. El comportamiento de
estas grietas microestructuralmente pequefias es similar al observado en otros trabajos experimentales, en los que se
trabajan con especimenes y microestructuras de mucho menor tamafio. Se pone en manifiesto la importancia del tamafio
de grano en la cinética de propagacion de las grietas.

ABSTRACT

In the present paper, interactions between the crack and microstructural barriers, and its consequent non-uniform
propagation kinetics are observed without the assistance of any microscopy technique. This experimental technique
consist in increasing the grain size of Al1050 Aluminum alloy until the centimeter scale by applying a series of
mechanical and heat treatments. Ones the thermomechanical treatment is done and the microstructure is obtained, a
circular notch is created in each specimen, and the samples are subjected to mode I fatigue loading. The fluctuating
crack growth rate while interacting with microstructural barriers as well as the twist and tilt angles of the crack-plane
deflection at a GB or the short crack arrest or branching can be easily observed with the naked eye.

It was also possible to evaluate the variation of these parameters as a function of the grain size. This method provides an
easy way to study the microstructure effect as well as the fatigue limit of notched components with a ratio of notch size
to grain size much smaller than those reported in the literature. The importance of grain size on the kinetics of crack
propagation is underlined.

PALABRAS CLAVE: Fatiga, Propagacion de microgrietas, Barrera microestructural.

1. INTRODUCCION cinética de propagacion no uniforme, en comparacion

con la velocidad de crecimiento de grietas grandes.

En muchas aplicaciones industriales los componentes
estructurales se encuentran sometidos a cargas ciclicas
cercanas al limite de fatiga del material. En este caso la
vida a fatiga se encuentra determinada por la iniciacion
y propagacion de grietas microestructuralmente
pequeiias. Debido a la fuerte interaccion entre dichas
grietas y las barreras microestructurales del material
(inclusiones, bordes de grano, etc.) presentan una

Existen en la actualidad varias teorias que describen este
comportamiento [1, 2]. La mayoria basados en los
trabajos de Bilby, Cottrell y Swinden [3] El objetivo de
este trabajo consiste desarrollar una técnica
experimental simple que permita en caracterizar el
comportamiento de microgrietas creciendo por fatiga
desde una entalla circular y bajo cargas axiales. El
aspecto novedoso del presente estudio consiste en la

169



170

realizacion de ensayos en los que se emplean probetas
con tamafio de grano en el orden del centimetro y a
través de los cuales posible evaluar la influencia de la
microestructura con la ayuda de camaras tipo USB de
baja magnificacion.

La motivacion original de este trabajo fue la necesidad
de realizar ensayos de fatiga en componentes con
concentradores de tension, donde el tamafo de la entalla
sea comparable o incluso mas pequefio que el diametro
de grano del material (metal). Esta necesidad surgié en
el curso de una larga investigacion [4-10] sobre modelos
para el calculo de limites de fatiga en componentes
entallados. La mayor parte de los procedimientos
propuestos en la literatura (indice de sensibilidad a la
entalla [11, 12], concepto de distancia critica [13, 15],
los modelos microestructurales mencionadas
anteriormente, etc), proporcionan respuestas que son
muy similares cuando el tamafio de la entalla es mucho
mas grande que el tamafio de grano microestructural.
Sin embargo, cuando el tamafio de la entalla se reduce
con respecto al tamafio de grano, comienzan a surgir
diferencias entre las distintas teorias. Estas diferencias
se espera que sean significativas cuando la entalla es
suficientemente menor que el tamafio de grano y, por
tanto realizar ensayos para determinar los limites de
fatiga en esta region permitiria discriminar entre las
diferentes teorias. Pero, por supuesto, hacer entallas mas
pequeiias que la microestructura de los materiales
normales, con tamafios de grano tipicos de unas pocas
decenas de micras, no es una tarea facil y por lo tanto se
buscaron otras alternativas.

2. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL
2.1. Tratamiento termomecadnico

A partir de los trabajos realizados por el grupo de
investigacion de la Universidad de Sevilla [16], se ha
comprobado la posibilidad de conseguir hacer crecer
suficientemente el tamafio de grano en chapas de
aluminio  comercialmente puro mediante una
combinacion de dos tratamientos térmicos y una
deformacion en frio intermedia. El proceso es
suficientemente simple y controlable obteniendo
resultados muy poco dispersos. Se trabaja con aluminio
1050 Puraltok 99,5-H24 de la compaiiia Alu-Stock s.a.,
provisto en chapas de 4,0 mm de espesor. Composicion
quimica: Al: 99,56; Cu: 0,08; Fe: 0,2; Si: 0,1. Las
chapas de aluminio se cortan en pletinas de 45x300 mm
en sentido paralelo a la direccion de laminacion. Para
los tratamientos térmicos se utiliza un horno tubular
marca Carbolite modelo 215GHA12.

La finalidad del primer tratamiento térmico es obtener
una estructura equiaxial y libre de deformacion; se
probaron  diversos tratamientos, cambiando la
temperatura de recristalizacion, la velocidad de
calentamiento y el intervalo a temperatura constante.
Luego de observar las microestructuras obtenidas se
optd por una rampa de calentamiento de 2,6°C/min
desde temperatura ambiente hasta 550°C. Mantener la

temperatura constante durante 5 horas y posterior
enfriamiento en aire. Si aumenta el tiempo de
permanencia a temperatura se produce un mayor
crecimiento de los granos superficiales respecto a los
del interior y este gradiente en el tamafio de grano a lo
largo del espesor de la probeta provoca que en la
siguiente etapa (tratamiento mecanico) la deformaciéon
sea no uniforme a lo largo del espesor. A continuacién
se realiza la deformacion en frio en una maquina de
ensayos MTS 810. El grado de deformacion aplicado en
esta etapa es la variable determinante del tamafio de
grano resultante luego de la segunda recristalizacion.

Se eligieron los siguientes porcentajes de deformacion:
0—-8—11-14-18%. Este tratamiento se realiza en una
maquina de ensayos MTS 810 controlando por
deformacion. El valor de 0% corresponde al material al
que solo se le realiza la primer recristalizacion. La tercer
etapa consiste en una rampa de temperatura de Ty
hasta T=550 °C de 2,6 °C/min; mantener la temperatura
constante durante 15 horas para luego aumentar
nuevamente la temperatura hasta 575 °C y mantener
durante 1 hora. Finalmente se enfria en aire. En esta
etapa se forman los nuevos cristales que crecen a
expensas de los antiguos. El tamafio final obtenido
depende esencialmente del nivel de deformacion
plastica introducido.

La figura 1 muestra un ejemplo de las microestructuras
que es posible obtener y el correspondiente nivel de
deformacion total aplicado.

Figura 1. Microestructura obtenida en funcion de la
deformacion aplicada.

2.2. Tamaiio de grano

La medicion del tamafno de grano se realiza segun
norma ASTM EI112, utilizando el software Simagis
Live y mediante el procedimiento detallado en [16]. Los
valores de tamafio de grano obtenidos se detallan en la
tabla 1



Tabla 1. Tamano de grano obtenido para cada
tratamiento termomecanico

Deformacion Aplicada [%] | Tamafio de grano [mm]
0 0,066
18 0,394
14 1,41
11 3,46
8 9,74

2.3. Maquina de ensayos

Para realizar los ensayos de fatiga se utilizd una
maquina de resonancia RUMUL Testronic 100 kN.
Todos los ensayos se llevaron a cabo controlado por
carga, con R=0,1 (pull-pull) y con tensiones maximas
entre 45 y 95 MPa. Las frecuencias de resonancia para
estas condiciones de carga y geometria de especimenes
utilizados se encuentran entre 75 y 90 hz. Como esta
maquina no posee extensémetro para monitorizar la
deformacion, también se realizaron ensayos en la
maquina de ensayos MTS810, midiendo la deformacion
ciclica y de este modo asegurar que el ensayo se realiza
en régimen elastico.

La propagacion de grietas involucra una disminucion en
la seccion transversal del espécimen, siento apreciable
un descenso de la frecuencia de resonancia de ensayo.
Luego de realizar varios ensayos de prueba, se establece
como criterio de fallo una disminucion de frecuencia de
0,7 Hz. Si este limite de caida de frecuencia es mayor,
se produce el fallo del material, separandose
rapidamente las caras de la grieta y deformando
plasticamente la seccién remanente, dificultando el
analisis post mortem.

2.4. Seguimiento de grieta

Con el fin de poder observar la cinética de propagacion
de grieta y su interaccion con la microestructura, se
disefid un procedimiento experimental para realizar
mediciones de longitud y crecimiento de grieta. Se
adquirieron dos microscopios Opticos de baja
magnificacion, que se conectan a un ordenador por
medio de una conexiéon USB y brindan imagenes de
video en tiempo real. Gracias a su tamafio reducido, se
montan sobre una plataforma y tal como muestra la
figura 2 captan la superficie de ambas caras del
espécimen  simultaneamente. El ajuste de la
magnificacion se realiza ajustando la distancia entre la
lupa y probeta.

Figura 2. Montaje del equipo de seguimiento de grieta

Al trabajar con materiales de bajas propiedades
mecanicas, y siempre en el régimen elastico, la
deformacion que se produce durante la carga y descarga
del espécimen es baja, con lo que el video grabado es
quasi-estatico, y no es necesario el conocido
procedimiento de detener el ensayo, medir la longitud
de grieta, y continuar el ensayo. Esto facilita mucho el
analisis de crecimiento de grieta, y reduce en gran
medida el tiempo de ensayo comparandolo con otras
técnicas experimentales de seguimiento de grieta, como
la réplica con acetato. Esta técnica permite tener registro
de cada uno de los ensayos realizados, y de todas las
grietas que puedan aparecer sobre ambas caras de la
entalla. Esto también es importante, ya que se puede
estudiar tanto la interaccion entre la grieta y la
microestructura, como la interaccion entre grietas
distintas creciendo desde la raiz de la misma entalla.
Para realizar la medicion de longitud de grieta y
velocidad de crecimiento, se extrae un cuadro del video
cada cierto intervalo de tiempo (30 segundos). Luego se
realiza la medicion de la longitud de gricta mediante el
software libre de analisis de imagenes Imagel.
Combinando esta informacién, con la frecuencia del
ensayo, se obtienen los graficos de longitud de grieta en
funcion del nimero de ciclos. Y a partir de aste, se
obtiene el grafico de velocidad de crecimiento en
funcion del nimero de ciclos y/o de la longitud de
grieta.

Si bien es cierto que en general la velocidad de
crecimiento se grafica en funcion del parametro K o de
la longitud de grieta, si se hace en funcién del niimero
de ciclos, es posible comparar las velocidades de
crecimiento de las distintas grietas en un mismo instante
de tiempo.

3. RESULTADOS

La figura 3 muestra una fotografia extraida de uno de
los videos de los ensayos de fatiga. La grieta crece a
partir de una entalla circular de 1 mm de radio. El
tamafio de grano es 1,41 mm y la relacion tamaifio de
entalla - tamafio de grano es 1,41. El ensayo es
controlado por carga, del tipo tension-tension (R=0,1)
con una tension maxima de 60 MPa; la frecuencia de
resonancia bajo estas condiciones de carga y geometria
del espécimen es 77,85 Hz. La imagen superior
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corresponde a una cara de la muestra (lado A) y la
imagen de abajo corresponde al otro lado (lado B). Esta
ultima imagen se encuentra en angulo invertido, de
manera que ambas grietas de la izquierda corresponden
a un mismo lado de la entalla y de igual modo ambas
grietas que crecen desde el lado derecho corresponden
al otro lado de la entalla.

En el video, es posible observar la detencion del vértice
de grieta en los bordes de grano, asi como cambios en la
direccion de crecimiento.

Direccion de carga

Figura 3. Grieta creciendo desde entalla circular de 2
mm de diametro en una microestructura de 1,41 mm.

Como se menciond anteriormente, con el fin de calcular
la longitud de la grieta y su velocidad de crecimiento,
una imagen es extraida cada cierto intervalo de tiempo
(por ejemplo, 30 segundos). Teniendo en cuenta la
frecuencia del ensayo, se calcula el numero de ciclos.
La medicion de longitud de la grieta se lleva a cabo
mediante el uso de software de analisis de imagenes
(ImageJ). Combinando esta informacion es posible
observar la cinética de crecimiento. La figura 4 muestra
la longitud de grieta en funcién del numero de ciclos de
las cuatro grietas creciendo desde la misma entalla. En
el lado B ambas grietas poseen ramificaciones. Todas
presentan patrones de aceleracion y desaceleracion a lo
largo de su trayectoria. Con esta técnica, la cinética de
propagacion no uniforme, asi como el cambio de
direccion del plano de la grieta y sus ramificaciones
pueden ser observados.
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Figura 4. Longitud de grieta en funcion del numero de
ciclos.

La figura 5 muestra la velocidad de crecimiento en
funcion de la longitud de grieta para tres grietas
creciendo en microestructuras distintas con tamafios de
grano de 1,41, 3,46 y 9,74 mm. Se puede observar que
existe una buena correlaciéon entre el espaciamiento
medio de los sucesivos bloqueos de grieta y el tamafio
de grano del material. Esto pone en evidencia la
importancia de la microestructura en el fendomeno de
propagacion de microgrietas.
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Figura 5. Velocidad de crecimiento de grieta en funcion
de la longitud de grieta

La figura 6 muestra grietas creciendo por fatiga desde
entallas de 2 mm de didmetro en cinco diferentes
microestructuras con distintos tamafio de grano, 0,066;
0,390; 1,41; 3,46 y 9,74 mm. Esto corresponde con
cinco relaciones Tamaifio de entalla-Tamafio de grano:
30,3; 5,1; 1,42; 0,56 y 0,21. Todos los ensayos de fatiga
se realizaron controlando por tensiéon con R = 0,1. Es
posible observar la influencia de la microestructura en la
trayectoria de la grieta a lo largo de su crecimiento. Se
puede observar que, para el mismo tamafo de la entalla,
los cambios en la trayectoria de la grieta a lo largo de su
propagacion, se modifican al variar el tamafio de grano.
A medida que el tamafio de grano aumenta las grietas
adquieren el comportamiento de microgrietas. Incluso
teniendo longitudes para las que se espera un



comportamiento de grietas grandes, mas de acuerdo con
la mecéanica clasica. El grafico 6 (a) muestra dos grietas
creciendo desde la raiz de una entalla de 2 mm en una
microestructura de tamafio de grano promedio de 66um.
La trayectoria de crecimiento de estas grietas estd de
acuerdo con el comportamiento de las grietas grandes.
La direcciéon de crecimiento es casi perpendicular a la
direccion de carga indicando una propagacion en modo
I. No se observan ramificaciones. La figura 6 (b)
corresponde a una microestructura con tamafio de grano
promedio de 390 um. Es posible observar pequefios
cambios de la direccion del plano de crecimiento de
grieta, aunque todavia tiene una direccion de
propagacion perpendicular a la direccion de carga. En la
grieta de la derecha es posible observar dos pequeiias
ramificaciones.

En la imagen (c) es posible observar dos grietas
creciendo en una microestructura de 1,41 mm. La
propagacion de grietas ocurre en modo mixto I/II y el
plano de crecimiento de grieta cambia su direccion en
funcion de los sistemas de deslizamientos presentes en
la microestructura. Estas grietas poseen dimensiones de
grietas grandes (mas de 5 mm) pero su comportamiento
es igual al observado en grietas pequefias. También es
interesante observar que los cambios de direccion del
plano de crecimiento de grieta tiene lugar justamente en
los bordes de grano. Hay segmentos en los que se
observa que el crecimiento de grieta se produce casi
exclusivamente en modo II. La imagen 6 (d) muestra las
grietas creciendo en una microestructura con tamaiio de
grano de 3,46 mm. El crecimiento en este caso es
similar al observado en el espécimen (c). Es interesante
observar que en la grieta de la izquierda, luego de ser
detenida en un borde de grano, presenta una importante
ramificacion. Estas ramas crecen simultineamente pero
la grieta superior crece a mayor velocidad, generando
un efecto de apantallamiento sobre la grieta inferior para
finalmente bloquear su crecimiento. La imagen 6 (e)
muestra el crecimiento de grieta en una microestructura
cuyo tamafio de grano promedio es de 9,74 mm. El
ensayo de fatiga se realiza a una tension maxima de 45
MPa y bajo esta condicion de carga y geometria del
espécimen, la frecuencia de resonancia es de 82,13 Hz.
La vida total a fatiga es de 4,09x10° ciclos. La grieta de
la derecha es la primera en aparecer, para N= 5,8x10°
ciclos y se propaga a lo largo de un unico sistema de
deslizamiento durante mas de 10 mm, sin cambiar su
direccion hasta que el vértice de grieta llega hasta el
borde de grano. La grieta de la derecha comienza a ser
observable luego de 8,0x10° y propaga a través del
mismo sistema de deslizamiento que la grieta de la
izquierda, sin cambiar su direccion hasta que el vértice
de grieta llega a un borde de grano. En este punto la
grieta mide 1,9 mm y corresponde con 1,8x106 ciclos
de ensayo. En ese momento la grieta de la izquierda
posee una longitud de 4,5 mm. Estas diferencias en la
velocidad de crecimiento, son consistentes con la
distancia que existe entre el vértice de grieta y el borde
de grano. Como la primera barrera microestructural
(borde de grano) se encuentra mas cerca en la gricta de
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la derecha, esta grieta tarda mas en aparecer, y crece a
una menor velocidad aun cuando ambas grietas
comparten el mismo sistema de deslizamiento.

Direccién de carga

Figura 6: Grietas creciendo por fatiga desde una
entalla circular de 2 mm de diametro en un mismo
material (A11050) pero con 5 microestructuras de
distinto tamario de grano; 0,066, 0,390; 1,41; 3,46 y
9,74 mm. Es posible observar la influencia de la
microestructura en recorrido de la grieta durante su
crecimiento.

4. CONCLUSIONES
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El montaje experimental para llevar a cabo el
seguimiento de grieta es sencillo y los ensayos son
facilmente realizables. Esto permite analizar un gran
numero de muestras y condiciones de prueba en un
periodo de tiempo relativamente corto.

Con los resultados obtenidos hasta el momento es
posible decir que el comportamiento de grietas
pequefias observado mediante este procedimiento es
similar al observado cuando se trabaja con
microestructuras mas pequeiias [17, 18].

Al aumentar el tamafio de grano, grietas con tamafios
para los cuales comUnmente deberian comportarse
segun las bases de la MFLE, comienzan a mostrar un
comportamiento mas acorde con lo que predice la
mecénica de fractura microestructural.

Esta técnica experimental podria ayudar a entender el
comportamiento de grietas pequefias creciendo de
pequefios concentradores de tension (inclusiones,
burbujas, pits, etc), que existen en materiales con
microestructuras de menor tamafio de grano, pero con
similar relacion entalla-tamafio de grano.
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RESUMEN

En el presente trabajo se evalta la posible utilizacion de los valores de frecuencia de resonancia de ensayos de fatiga
realizados en una maquina de resonancia RUMUL Testronic 100 kN para identificar las etapas de iniciacion y
propagacion de grietas. Los ensayos se llevaron a cabo utilizando probetas planas de aluminio comercialmente puro, con
entallas circulares ubicadas en el centro de las mismas; controlado por carga, con R=0,1 y con tensiones maximas entre
45 y 95 MPa. Las frecuencias de resonancia para estas condiciones de carga y geometria de especimenes se encuentran
entre 70 y 90 Hz. En dichos ensayos se realizo un seguimiento fotografico del crecimiento de grieta. En este informe se
muestra como mediante dicha informacion se determinan los porcentajes de vida a fatiga correspondientes a las etapas de
iniciacion y propagacion. Posteriormente se evalia la posible utilizacion de la frecuencia de resonancia del ensayo para
identificar de modo alternativo las mencionadas etapas. Se observa como la frecuencia se incrementa con el numero de
ciclos, debido al endurecimiento del material, pero a partir de un maximo, comienza a disminuir debido a la reduccion de
area que produce el propio crecimiento de grieta. Al comparar el nimero de ciclos al que se produce este maximo con el
numero de ciclos correspondiente a la iniciacion obtenido mediante el analisis de la informaciéon fotografica, se
comprueba la validez de esta técnica experimental. Luego, mediante el analisis de la frecuencia de resonancia, es posible
estimar la iniciacion y propagacion de grietas en componentes no entallados, en donde no se cuenta con la informacion
fotografica debido a que el lugar de inicio no se encuentra localizado.

ABSTRACT

In this paper the potential use of the resonance frequency values of fatigue tests conducted on a 100 kN Testronic
RUMUL resonance testing machine to identify the stages of initiation and propagation of cracks is evaluated. The tests
were performed using commercially pure aluminum plates, with a centered circular notch; in mode I stress controlled
fatigue loading, with R = 0.1 and with maximum stresses between 45 and 95 MPa. The resonance frequencies for these
load conditions and geometry of specimens are between 70 and 90 Hz. In these tests, the crack initiation and growth
was monitored by the utilization of two USB optical microscopes. This report shows how to use this information to
determine the percentage of fatigue life corresponding to the stages of initiation and propagation. Then the possible use
of the resonance frequency of the test to identify these stages is evaluated. Is observed as the frequency is increased
with the number of cycles, due to material hardening, but from a maximum, begins to decrease due to the reduction of
the in cross-sectional area produced by the crack growth itself. By comparing the number of cycles at which this
maximum occurs with the number of cycles corresponding to the initiation obtained by analysing the photographic data,
checks the validity of this experimental technique. By analyzing the resonance frequency, it is possible to estimate the
initiation and propagation of cracks in unnotched components, where there is no photographic information because the
initiation site is not localized

PALABRAS CLAVE: Fatiga, iniciacién-propagacion, frecuencia de resonancia.

1. INTRODUCCION facilmente observado con magnificacion de 10X, puede

La definicion del inicio de grieta depende de la escala
de longitud que se esta considerando. Basicamente, se
puede definir el inicio de grieta cuando se supera la
fuerza de cohesion interatdmica y se generan nuevas
superficies libres [1]. Sin embargo en este articulo se
considera la etapa de iniciacion, desde un punto de vista
mas ingenieril, como la aparicién de una grieta de 0,25
mm. Un defecto de estas caracteristicas puede ser

ser detectado con técnicas de ultrasonido y puede
representar una pequefia macrogrieta [2]. El nimero de
ciclos transcurridos para que se observe la aparicion de
esta grieta puede variar desde un pequefio porcentaje
hasta casi la totalidad de la vida a fatiga. En particular,
para condiciones de fatiga de alto numero de ciclos
(HCF) y materiales de alta resistencia, hasta el 90% de
vida de fatiga de un componente puede ser determinado
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por la fase de iniciacion y la propagacion de grietas
microestructuralmente cortas [3-4].

La determinacion del porcentaje de cada una de estas
etapas y la evaluacion del crecimiento de grieta se lleva
a cabo en general mediante interrupciones periddicas
del ensayo y observacion del espécimen por medio de
microscopia Optica, microscopia electronica, o con la
obtencion de réplicas de acetato. Sin embargo estas
técnicas son dificiles de implementar cuando se trabaja
en atmosferas especiales o a altas temperaturas [5].
También es conocido el hecho de que la propagacion de
las gritas reduce la rigidez del componente. Este efecto
se utiliza para medir la longitud de grieta mediante la
aplicacion de un medidor de deformacion tipo clip sobre
los dos flancos del componente entallado (compact
tension o SENB) (ASTM E399-90) [6]. Finalmente
también se puede incluir la técnica de caida de potencial
dentro de las técnicas de medicion de propagacion de
grietas [7].

En el marco de una tesis doctoral [8] se realizaron
alrededor de 150 ensayos de fatiga bajo carga en modo
I, utilizando componentes planos, con y sin entalla. En
el caso de los componentes entallados se realizo el
seguimiento del crecimiento de grieta mediante técnicas
de microscopia, y se determinaron las etapas de
iniciacion y propagacion. En este informe se evalua la
utilizacion de la frecuencia de resonancia del ensayo
para determinar de modo alternativo los mismos
parametros. Una vez puesta a punto la segunda técnica,
es posible estimar la iniciacion y propagacion de grietas
en componentes no entallados. En estos casos no se
cuenta con la informacion fotografica debido a que el
lugar de inicio no se encuentra localizado desde el
comienzo del ensayo.

Figura 1. Microscopios de baja magnificacion (5-50 X)
que se utilizan para realizar el seguimiento de la
cinética de propagacion de las grietas. Se asegura que
no se encuentren en contacto con la maquina de
ensayos para evitar vibraciones. Se conectan a un
ordenador y se obtiene una grabacion en vivo del
movimiento del frente de grieta

2. Materiales y Métodos

El material utilizado es aluminio comercialmente puro
(A11050), en forma de probetas planas de 300x45x4mm.
En el caso de las probetas entalladas se realizaron
agujeros circulares de 1, 2, 4 y 6 mm de diametro.

Para realizar los ensayos de fatiga se utilizO una
maquina de resonancia RUMUL Testronic 100 kN.
Todos los ensayos se llevaron a cabo controlado por
carga, con R=0,1 (pull-pull) y con