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PRESENTACION

El contenido de los volimenes 5 y 6 de la Revista Espafiola de Mecdanica de la Fractura, que se edita
por tercer afio consecutivo, corresponde a la recopilacion de los trabajos del congreso anual de la
Sociedad Espafiola de Integridad Estructural del Grupo Espafiol de Fractura (SEIE-GEF), en su edicidn
numero 39 celebrada en Gijon, Asturias, del 22 al 24 de marzo de 2023.

Los congresos del Grupo Espafiol de Fractura son reuniones cientificas que se celebran anualmente
desde el afio 1984 de forma ininterrumpida. Estos encuentros se han convertido en una cita ineludible
para todos los cientificos y técnicos dedicados al estudio de la fatiga y fractura de materiales y
elementos estructurales y representan una oportunidad excepcional para el intercambio de
impresiones, presentacién de avances y divulgacion de los trabajos realizados por los investigadores
de este apasionante campo de la ingenieria. Los congresos del GEF sirven, ademas, como un foro de
intercambio de ideas y de resultados de investigacion, en el que se fomenta especialmente la
participacién de los jévenes investigadores.

La organizacioén del presente congreso, ha correspondido a cargo de Cristina Rodriguez Gonzalez, de la
Universidad de Oviedo, que conté con la colaboracién de Francisco Javier Belzunce Varela, Covadonga
Betegdn Biempica, Guillermo Alvarez Diaz, Victor Arniella Guzman y Luis Borja Peral Martinez. Quiero
destacar su gran labor y empuje, y el éxito de participacién tanto de asistentes como de ponentes.

Quiero destacar también el enorme trabajo y empuje de la junta directiva de la sociedad. La dedicacién
durante muchos dias, horas interminables, reuniones presenciales y virtuales. Por ello no quiero dejar
de citar a Alicia Salazar, Cristina Rodriguez, Jesis Manuel Alegre, Gonzalo Ruiz Lépez, Carlos Navarro
Pintado, Orlando Santana, y Luis Tavara, agradeciéndoles su trabajo y dedicacién a esta sociedad, sin
cuyo esfuerzo estas reuniones y publicaciones no serian posibles. Ademas, den esta ocasién quiero
hacer mencidn especial a Jesus Manuel Alegre, que durante tantos afios ha sido miembro de la junta
directiva y que ahora deja su puesto. Han sido muchos afios apoyando a la sociedad y luchando por su
éxito, por lo que estaremos siempre agradecidos por su trabajo. Su puesto en la junta lo ocupara a
partir de ahora Miriam Lorenzo-Pefiuelas, que ha demostrado un fuerte compromiso con esta
sociedad. También quiero dedicar un especial reconocimiento a Eugenio Giner que, por su dedicacién
durante muchos afios tanto a la Mecanica de la Fractura, como a la sociedad SEIE-GEF, ha recibido la
Medalla del Grupo Espafiol de Fractura, distinciéon que se otorga anualmente. Finalmente, solo unas
breves palabra animandoos a seguir trabajando como hasta ahora, a seguir empujando a esta
sociedad, y a mantener la tradicién de celebrar un congreso anual que ademas de un importante foro
de discusidn cientificas, constituye sobre todo una gran reunién de amigos.

Francisco Gdlvez Diaz-Rubio

Presidente de la Sociedad Espafiola de Integridad Estructural SEIE-GEF
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ESTUDIO DE LA INTERFAZ FIBRA-MATRIZ ENTRE FIBRAS PET Y MATRICES DE YESO Y
MORTERO DE CEMENTO

J.L. Garcia, F. Suarez'
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RESUMEN

Durante la ultima década ha habido numerosos estudios sobre ¢l refuerzo de matrices de yeso o de mortero de cemento
mediante fibras de diferentes materiales, pero no hay muchos estudios sobre el refuerzo de matrices con fibras
poliméricas, que pueden incrementar la ductilidad de la mezcla proporcionando una mayor resistencia a traccion y flexion.
En materiales reforzados con fibras se suelen distinguir tres origenes de rotura: por fallo de la matriz, por fallo de la fibra
o por fallo de la interfaz fibra-matriz. Este estudio analiza la interfaz entre polimeros y matrices de yeso y mortero de
cemento, empleando fibras poliméricas procedentes de envases PET utilizados en la industria alimentaria, con el fin de
reutilizar desechos que se producen en grandes cantidades y disminuir su vertido al medioambiente. Se estudia la
viabilidad de emplear estas fibras para reforzar mecanicamente las matrices de yeso y mortero de cemento frente a
esfuerzos de traccion. Se ensayaran probetas de yeso y de mortero de cemento con fibras de PET embebidas a diferentes
profundidades y con diferentes geometrias, mediante ensayos de pull-out monitorizados mediante un sistema de
correlacion digital de imagenes. Se busca evaluar la eficacia de la adherencia entre estos materiales.

PALABRAS CLAVE: Yeso, Mortero de cemento, Fibras poliméricas, Ensayo Pull-out, Correlacion digital de imagenes
(DIC).

ABSTRACT

During the last decades there have been many studies on the use of fibres for reinforcing gypsum or cement mortar
matrices, these studies use fibres of different materials, but few of them use polymer fibres. The polymer fibres can
increase the ductility of the mix providing an improved strength against tensile and bending forces. Three failure
mechanisms are usually identified in fibre-reinforced materials: 1) matrix failure, ii) fibre failure and iii) fibre-matrix
interface failure. This study analyzes the adhesion of the interface between polymers and matrices of gypsum and cement
mortar, using polymer fibres obtained with plastic packaging, usually employed in food industry, with the aim of reusing
waste that is produced in large quantities and reducing its disposal in the evironment. This seeks to verify the feasibility
of using these fibres as reinforcement to mechanically strengthen gypsum and cement mortar matrices under tensile
forces. Gypsum and cement mortar specimens will be tested with PET fibres embedded at different depths and with
different geometries, through pull-out tests monitored with a digital image correlation. This study aims to find out the
effectiveness of polymer adhesion in gypsum and cement mortar matrices.

KEYWORDS: Gypsum, Cement mortar, Polymer fibres, Pull-out test, Digital image correlation (DIC).

1. INTRODUCCION

El mortero de cemento se emplea en todo tipo de
construcciones, debido a su versatilidad, gran resistencia
y durabilidad. Por otro lado, el yeso es también un
material muy utilizado en construccion, empleandose en
mamposteria, acabados interiores, juntas, guarnecidos,
paneles prefabricados, etc. Es un material con buenas
propiedades aislantes, es ignifugo y proporciona un
excelente acabado en interiores.

En las ultimas décadas, el mortero de cemento y el yeso
han experimentado un gran avance en sus propiedades
mecanicas y fisicas, extendiendo su uso e incrementando
la calidad de los elementos fabricados con ellos. Este
trabajo se encuadra en el objetivo de mejorar las
propiedades de ambos, realizando una investigacion
sobre la mejora del mortero de cemento y yeso
adicionando fibras poliméricas en su composicion.
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La adicion de fibras como refuerzo de la matriz de yeso
o mortero de cemento se lleva investigando bastante
tiempo, incluso existen estudios analizando el refuerzo
del hormigdén con fibras poliméricas [1,2] pero los
autores no tienen conocimiento de que se haya realizado
un estudio enfocado en emplear fibras procedentes de
desechos plasticos, como envases, recipientes, etc., en
matrices de yeso o mortero de cemento. Ademas,
empleando desechos plasticos como fibras de refuerzo se
logra reutilizar unos desechos perjudiciales para el medio
ambiente, con lo que también se reduce el vertido al
entorno de residuos de muy lenta descomposicion.

En este trabajo se presenta un estudio de la adherencia
que muestra la interfaz fibra-matriz entre fibras
poliméricas y matrices de yeso y mortero de cemento.
Para ello, se ha empleado un tipo de fibra polimérica:
tereftalato de polietileno (PET), siendo muy frecuente en
envases de bebidas.

Las fibras seran embebidas en matrices de yeso y mortero
de cemento. Se realizara la comparacion de la fuerza de
traccidon necesaria para la extraccion de la fibra con la
longitud de fibra deslizada del interior de la probeta. Se
desarrollara un ensayo pull-out de forma simultanea con
un sistema de correlacion digital de imagenes (DIC) para
determinar la longitud de la fibra extraida al realizar el
esfuerzo de traccion.

2. DISENO DEL METODO EXPERIMENTAL

Los ensayos se desarrollaran con un tipo de fibra, PET, y
dos tipos de matrices, yeso y mortero de cemento,
ademas se introducirdn en las matrices en tres
profundidades distintas de 10, 20 y 30 mm. En la Tabla 1
se muestra la nomenclatura con la que se denominaran
cada una de las probetas, segin la geometria y
profundidad en la matriz.

Tabla 1. Nomenclatura fibras y probetas

Tipo Nomenclatura Descripcion
. . Y Yeso
Material matriz C Comento
Material fibra A PET
0 Liso
Textura 1 quulado
2 Zig-zag
3 Perforado
10 Embebido 10 mm
Profundidad 20 Embebido 20 mm
30 Embebido 30 mm

Con el fin de favorecer una economia circular de
materiales plasticos, se ha elegido este material
polimérico por ser de los mas abundantes en el uso de
envases de liquidos, y con ello, el que mas habitualmente
se encuentran en los vertederos.

Se han analizado diferentes tipos de geometria para
averiguar si influye en la adherencia de la fibra con la
matriz y saber cudl es mas efectiva en tal fin.

Ademas, se han empleado tres profundidades de
embebimiento en la matriz para investigar la adherencia
que se puede conseguir con cada una de ellas.

3. MATERIALES Y METODOS
3.1. Materiales
- Yeso

El yeso que se ha empleado en lo ensayos es la escayola
E35 (A1), perteneciente a la empresa Escayescos. Esta
compuesta por sulfato calcico semihidratado, y se emplea
principalmente para la elaboracion de elementos
prefabricados para techos o como decoracion para
interiores.

- Mortero de cemento

El mortero de cemento se ha obtenido de la mezcla de
cemento, arena y agua. El cemento empleado es un
cemento Portland mixto de la empresa Cementos
Andalucia con un contenido entre el 21-35% en masa de
caliza molida, puzolanas natural y ceniza volante silicea,
de clase resistente 32,5 y resistencia inicial normal. La
designacion del cemento es CEM 1I/B-M (L-P-V) 32,5N.
La arena empleada es una arena normalizada CEN-
NORMSAND DIN EN 196-1.

- Fibras de PET

Las fibras de PET son de tereftalato de polietileno,
empleado principalmente en la fabricacion de botellas de
bebidas, destaca por su resistencia, ligereza e
impermeabilidad. Las fibras tienen una longitud de 100
mm y una anchura de 3 mm. Ademas, las fibras se
ensayaran con cuatro tipos de geometria diferentes: lisas,
onduladas, zig-zag y perforadas. En la Figura 1 se
muestra los diferentes tipos de fibras empleadas.

Figura 1. Fibras empleadas en los ensayos.
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3.2. Fabricacion de las probetas
- Probetas de yeso

Se han fabricado probetas prismaticas de 320 x 320 mm,
empleando un molde metalico. En ellas se ha introducido
perpendicularmente cada una de las diferentes fibras
especificadas en la Tabla 1 por su textura y profundidad
embebida. Las probetas se han realizado segin el
procedimiento descrito en la norma UNE-EN 13279-2

[3].
- Probetas de mortero de cemento

Las probetas tienen las mismas dimensiones que las
probetas de yeso de 320 x 320 mm, con la diferencia de
que estas probetas se han realizado en un molde de
metacrilato. Las probetas de mortero de cemento
solamente se han ensayado con fibras de PET lisas y
onduladas. Las probetas se han realizado siguiendo los
pasos descritos en la norma UNE-EN 196-1 [4].

3.3. Métodos de ensayo
Los ensayos se realizaron segun se muestra en la Figura

2, a continuacion se describen los dos tipos de ensayos
realizados.

& §
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Figura 2. Ensayo de pull-out monitorizado con DIC.

- Ensayo pull-out

El ensayo de pull-out permite caracterizar la interfase
existente entre la matriz de yeso o mortero de cemento y
la fibra, es decir, posibilita la evolucion de la calidad de
la unioén real entre los dos materiales. En el ensayo se
realiza un esfuerzo de traccion sobre la fibra embebida en
la matriz para examinar la capacidad de carga de la
adherencia entre la matriz y la fibra, obteniendo un
diagrama de deslizamiento y carga con el que se observa
su evolucion durante el ensayo.

a) b)
TP
grip
N 7
gypsum
N

= r“

Figura 3. Configuracion del ensayo pull-out a)
diagrama del ensayo [2] y b) imagen del ensayo.

En ensayo se realizé con una maquina de ensayos Instron
5967 con una velocidad de carga de 1,2 mm/min durante
12 minutos, controlado mediante el software “Bluehill
3”. De forma sincronizada se empled el software
“Flycapture 2” que realizd una captura de imagen por
segundo, para calcular el desplazamiento o deformacion
de la fibra mediante los cuatro puntos de referencia que
podemos apreciar en la Figura 3.

- Sistema de correlacion digital de imagenes (DIC)

El sistema DIC permite medir deformaciones vy
desplazamientos mediante la captura de imagenes
digitales desde un estado inicial, que se tomara como
referencia, hasta un estado final. Mediante el empleo de
algoritmos de correlacion, se encuentra una faceta de la
imagen de referencia en cada una de las imagenes
siguientes, obteniendo un vector de desplazamiento en
cada conjunto de facetas.

Se empleara la técnica DIC empleando el software
Image] para averiguar el desplazamiento entre dos
puntos y obtener el desplazamiento que ha habido entre
la fibra y la probeta o la deformacion que ha sufrido la
fibra. De tal forma, que se obtendra un conjunto de
valores de desplazamiento en puntos discretos de la
imagen. Para el procesado de estos datos, se calcula un
valor al que denominaremos “slip”.

Este dato nos indicara la distancia que la fibra desliza de
la matriz, es decir, la longitud de fibra que es extraida al
realizar el esfuerzo de traccion. Este valor sera medido
en pixeles, ya que es la medida obtenida de realizar las
capturas de imagen.
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Figura 4. Esquema de las longitudes empleadas en el
calculo del valor slip.

Observando los parametros de la Figura 4, el slip es igual
a la variacion de longitud Al} menos el alargamiento
producido en esa longitud Y debido al alargamiento
elastico, que puede obtenerse a partir de la variacion de
longitud de 12, tal y como se muestra en la ecuacion (1).

slipt = ALL —%- 10 1)

Con este valor se comparara el comportamiento de la
interfaz entre la matriz y la fibra para los diferentes casos
analizados.

4. RESULTADOS
4.1. Resultados ensayos con probetas de yeso

En los ensayos con matriz de yeso, se han realizado tres
ensayos por cada longitud de embebimiento, por tanto, se
han hecho un total de 36 ensayos, 4 fibras diferentes con
3 profundidades distintas y 3 probetas de cada tipo. A
continuacion, se muestran las graficas obtenidas de los
datos recogidos por el ensayo de pull-out y el ensayo
DIC.
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Figura 5. Grdfica carga - extension de las probetas de
yeso.

En la Figura 5 se muestra un resultado representativo de

cada uno de los tres ensayos realizados de cada fibra.

Y_A1_30 Y_A2_10 Y_A2_20

Para facilitar su visualizacion, se muestran en diferentes
tipos de linea y colores seglin se observa en la leyenda de
la respectiva grafica.

En la Figura 5 se puede apreciar como las fibras de zig-
zag rompen aproximadamente a los 10 mm de extension.
Esto es debido a que se produce una deficiente
distribucion de tensiones a lo largo de la fibra,
produciéndose una concentracion de tension en los
angulos rectos que producen la forma de zig-zag de las
fibras, dando lugar a su rotura.

Algo parecido ocurre con las fibras perforadas, ya que las
perforaciones provocan una concentracion de tensiones
alrededor de las mismas y favorecen la aparicion de
grietas a su alrededor y, con ello, a su rotura. Asimismo,
hay que mencionar que debido a la forma de las fibras de
zig-zag y las perforadas, ambas han obtenido una buena
adherencia fibra-matriz, como puede observarse en la
Figura 6 b) donde los valores de s/ip son los valores mas
bajos.
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Figura 6. Grafica de barras de valores medios de a)
carga maxima (N) y b) slip mdximo de las probetas de
yeso.

Las fibras lisas de PET han mostrado un comportamiento
claramente determinado por la adherencia fibra-matriz,
dado que las fibras deslizan respecto de la matriz del
yeso, mostrando una resistencia alta como puede verse en
la Figura 6 a).

Las fibras onduladas de PET son las que mejor
comportamiento frente a los esfuerzos de traccion
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muestran, puesto que presentan los mayores valores de
carga soportados con alrededor de 73 N, ademas de tener
un s/ip bajo, como muestra la Figura 6 b), por lo que tiene
una buena adherencia con la matriz. Ademas, este tipo de
fibra tiene una mejor distribucion de los esfuerzos
tensionales debido a su forma redondeada, que evita la
concentracion de tensiones y su rotura, al tiempo que
hace que la fibra se estire soportando una mayor carga a
traccion.

4.2. Probetas de mortero de cemento

Observando los resultados obtenidos en los ensayos de
yeso con los diferentes tipos de fibras, se ha decidido
excluir los ensayos con fibras de zig-zag y perforadas
debido al problema que presentan con la concentracion
de tensiones en su superficie y que produce la rotura de
las fibras. Por tanto, para el mortero de cemento se han
ensayado las fibras lisas y onduladas de PET.

Las fibras muestran un mejor comportamiento y
adherencia con la matriz de mortero de cemento en
comparacion con los resultados obtenido con la matriz de
yeso, que podemos observar en la Figura 7. Las fibras
lisas de PET presentan una mayor capacidad de carga y
una mejor adherencia a la matriz de mortero de cemento,
mejorando los valores de slip obtenidos, como se puede
observar en la Figura 8.
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Figura 7. Gradfica carga - extension de las probetas de
mortero de cemento.

Las fibras onduladas de PET muestran unos valores de
carga maxima similares a los obtenidos con el yeso, pero
consiguen una mejor adherencia con la matriz de mortero
de cemento al presentar un valor menor de s/ip, como se
muestra en la Figura 8. Este tipo de fibra vuelve a
presentar un buen comportamiento debido a su forma
ondulada, que permite una mejor distribucion de
tensiones, ademads, su forma facilita la adherencia en el
interior de la matriz de mortero de cemento.
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Figura 8. Grafica de barras de valores medios de a)
Carga maxima (N) y b) slip maximo de las probetas de
mortero de cemento.

En la Figura 9 se puede comparar el comportamiento
entre las fibras lisas y las fibras onduladas en el interior
de la matriz de mortero de cemento. Se puede comprobar,
mediante el valor de slip, como la fibra lisa de PET, una
vez llegado a la carga maxima, se desliza respecto a la
matriz sin apenas aumentar la carga soportada. En
cambio, en el caso de la fibra ondulada de PET se aprecia
como, una vez alcanzada una carga de en torno a45 N, la
fibra desliza respecto de la matriz, mostrando un
incremento de carga a medida que progresa el ensayo.
Como resultado, se determina que la fibra ondulada
posee mejor comportamiento con respecto a la fibra lisa.
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Figura 9. Grdfica carga - slip de fibra lisa frente a fibra
ondulada de las probetas de mortero de cemento.
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5. CONCLUSIONES

En este trabajo se ha realizado un primer estudio de la
viabilidad de emplear materiales poliméricos como el
PET como material de refuerzo en matrices de yeso o
mortero de cemento para mejorar sus propiedades
mecanicas. Para ello, se han ensayado probetas de yeso y
mortero de cemento con fibras embebidas a diferentes
profundidades, ademas de experimentar con diferentes
texturas y formas de las fibras. De este estudio se pueden
extraer las siguientes conclusiones:

e Las fibras cortadas en forma de zig-zag y
perforadas presentan una gran adherencia con la
matriz de yeso, pero la concentracion de
tensiones provoca la rotura de la fibra, no
permitiendo aprovechar la buena adherencia
entre fibra y matriz.

e Las fibras con mejor resultado, tanto en relacion
a la carga maxima como en relacion al
desplazamiento de las mismas respecto a la
matriz (s/ip), son las fibras onduladas. Estas
fibras permiten un agarre mecanico con la
matriz, al igual que las fibras de zig-zag y las
fibras perforadas pero, a diferencia de éstas,
poseen una forma suave que evita la
concentracion de tensiones y, por tanto, permite
alcanzar mayores cargas maximas.

e Las fibras presentan mejores resultados con la
matriz de mortero de cemento respecto a la
matriz de yeso.

Como ampliaciéon a este trabajo, se proponen los
siguientes puntos como trabajo futuro:

e Investigar el empleo de fibras onduladas de PET
como refuerzo de la matriz de yeso y mortero de
cemento, fabricando probetas con adicion de
fibras como se ha realizado en trabajos
anteriores [5,6].

e Realizar ensayos de flexion con fibras
onduladas de PET, para evaluar la mejora de
comportamiento de las fibras empleando
ensayos estandarizados [7].

o Comprobar la efectividad del refuerzo mediante
fibras de PET en hormigén.

e FEstudiar la posibilidad de reproducir
numéricamente el comportamiento a fractura de
estos materiales reforzados con este tipo de
fibras poliméricas.

[6]

(7]
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RESUMEN

El sinterizado selectivo por laser (SLS) ha hecho posible la fabricacion de meta-materiales tipo “lattice”, compuestas de
una red de barras interconectadas. Sin embargo, la fabricacion por SLS da lugar a porosidad y rugosidad superficial que
afectan de forma critica al comportamiento mecanico de estas estructuras debido a sus pequefios diametros y gran
superficie especifica. Para analizar como influyen estos defectos en el comportamiento mecanico y fractura de meta-
materiales fabricados con Poliamidal2, se ha realizado un estudio que integra el analisis experimental de celdas unidad
y barras aisladas con simulaciones numéricas. Experimentalmente, se han realizado ensayos in-situ de celdas unidad y de
barras individuales de diferentes didmetros, usando tomografia de rayos-X. Las tomografias se han usado para generar
geometrias voxelizadas que incluyen la forma real de las barras incluyendo los defectos generados durante la fabricacion.
Estas geometrias se han empleado para simular los ensayos mediante un método basado en la FFT, considerando un
modelo de fractura tipo phase-field. Se ha encontrado que el material de las barras tiene un comportamiento mucho menos
rigido que el de muestras masivas. La rotura se produce por nucleacién de grietas en defectos superficiales y su posterior
propagacion, la cual depende principalmente de la direccién de impresion.

PALABRAS CLAVE: SLS, meta-materiales, tomografia, phase-field, FFT.

ABSTRACT

Selective laser sintering (SLS) has made possible the fabrication of lattice metamaterials, consisting of periodical
structures with interconnected struts. However, SLS manufacturing originates porosity and surface roughness that
critically affect the mechanical behavior of these structures due to their small diameters and high specific surface. A study
that integrates experimental analysis of unit cells and single struts of Polyamide12 with numerical simulations has been
made to analyze how the defects influence mechanical behavior and fracture of these materials. Experimentally, in-situ
tests of unit cells and single struts of different diameters have been performed using X-ray tomography. The tomographies
have been used to generate voxelized geometries that include the actual strut shape, including the defects that originated
during the printing process. These geometries have been used to simulate the tests using an FFT-based method,
considering a phase-field fracture model. Observations show that the behavior of the strut material is less stiff than the
one found in bulk samples. The fracture occurs by crack nucleation in surface defects and its propagation, which depends
mainly on the printing direction.

KEYWORDS: SLS, meta-materials, tomography, phase-field, FFT.

1. INTRODUCCION

Gracias al rapido desarrollo de las tecnologias de
fabricacién aditiva, es posible fabricar componentes y
estructuras con geometrias complejas, incluso a escala
sub-milimétrica, que en el pasado no era posible. Algunas
de estas estructuras son los llamados meta-materiales de
celosia o “lattice”, compuestos por un entramado
periddico de barras conectadas en un orden particular y

disefiados intencionadamente para presentar un conjunto
de propiedades deseadas con el fin de emplearlos en
aplicaciones especificas [1, 2].

Los componentes obtenidos mediante impresién 3D
contienen defectos de fabricacion, como rugosidad
superficial, discontinuidades en las capas o porosidad
interna. Estos defectos pueden tener un efecto
especialmente critico en el rendimiento de meta-
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materiales tipo lattice, debido a los pequefios diametros y
gran superficie especifica de las barras [2, 3].

Para estudiar cémo los defectos de fabricacion influyen
en el comportamiento mecanico de los materiales de
celosia, resulta muy atil el uso de simulaciones
numéricas. Un método numérico novedoso de
homogenizacion  computacional basado en la
transformada rapida de Fourier (FFT), permite realizar
simulaciones numéricas de forma muy eficiente y sin
necesidad de una malla, disminuyendo los recursos de
calculo [4, 5, 6]. Con esta técnica, es posible emplear de
forma directa las reconstrucciones obtenidas por
tomografia de rayos X [4], que incluyen la estructura
interna, para las simulaciones y en paralelo caracterizar
las mismas muestras con ensayos mecanicos y otras
técnicas experimentales [4].

En este estudio se integra el analisis experimental de las
celdas y barras aisladas de Poliamidal2 con simulaciones
numéricas para analizar coémo influyen los defectos en el
comportamiento mecanico y fractura de estos materiales.
Se han realizado ensayos in-situ de celdas unidad y barras
aisladas de diferentes didmetros empleando tomografia
de rayos-X. A partir de las reconstrucciones de los
tomogramas se han creado réplicas digitales exactas del
volumen de las muestras que se han empleado para
simular los ensayos mediante un método basado en FFT
considerando un modelo de fractura tipo phase-field.

2. MATERIALES Y METODOS
2.1. Materiales

El material usado en este estudio es Poliamida 12 (PA12).
Todas las muestras han sido fabricadas por la compafiia
cirp GMBH mediante SLS a partir del polvo
EOSPA2200 y empleando la maquina comercial EOS
FORMIGA P100. Se han fabricado probetas de traccion
cilindricas de 0.7, 1.0 y 1.5 mm de diametro y 6 mm de
longitud, imitando las geometrias de las barras
individuales. Estas probetas se han impreso en 3
direcciones diferentes, dando lugar a muestras con capas
en direccion perpendicular, paralela y oblicua a la carga.
Estas direcciones de impresion se han denominado H, V
y T respectivamente.

2.2. Ensayos in-situ con tomografia de rayos-X

Las muestras se han escaneado con el tomégrafo RX
Solutions EasyTom Nano, con un tamafio de voxel de
4um, una tension de 80 kV, una intensidad de 80 pA y
sin la necesidad de emplear un filtro para reducir el efecto
del endurecimiento del haz de electrones. Se ha empleado
una maquina in-situ de traccién no comercial equipada
con una celda de carga de 1.5kN. El proceso de traccion
ha sido controlado mediante el desplazamiento, a una
velocidad de 0.0139 mm/s (2.78x10° s?). La
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configuracion de los ensayos in-situ se muestran en la
figura 1.

Para el estudio de la evolucion de la microestructura con
el dafio, los ensayos se han realizado por pasos para poder
tomografiar la muestra en diferentes estados de
deformacion hasta su rotura. En cada paso la muestra se
ha descargado ligeramente para evitar movimientos de
relajacién o propagacion de la grita. Las tomografias se
han tomado cuando la muestra entra en el régimen no
lineal para ver cambios micro estructurales debido al
dafio. Ademas, para estudiar la deformacion y analizar si
la region no lineal se debe al dafio o a la plasticidad, se
ha realizado un ensayo in-situ en 20 pasos en el que se ha
aplicado DVC (Correlacion Digital de VVolimenes). Para
DVC se ha empleado un cédigo casero desarrollado en
INSA Lyon. Cada paso ha consistido en incrementar el
desplazamiento 58 pm en traccion, y para evitar
relajaciones de tensiones durante tomografia, se desplaza
en compresion 10 um. Por tanto, cada tomografia se toma
cada 48um de desplazamiento. En este caso el tamafio del
voxel es de 8um.

N

Figura 1. Configuracion para los ensayos in-situ de
traccion en el tomaografo.

Los tomogramas se han procesado con el software
ImageJ para generar las réplicas digitales de volumen y
calcular la porosidad. Se ha segmentado la tomografia
para incrementar el contraste entre material y poros,
convirtiendo la imagen, en escala de grises, a blanco y
negro. Para la porosidad, se ha calculado el area de la
seccién de las barras en cada rebanada del tomograma y
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se ha dividido entre la seccion sin tener en cuenta los
poros. Para optimizar el tiempo de simulacion se han re-
escalado las tomografias a un tamafio de voxel 36.3 pm.
El volumen resultante es el empleado en las
simulaciones.

2.3. Homogenizacion computacional basado en FFT

Los métodos numéricos de homogenizacion basados en
FFT tienen como objetivo predecir el comportamiento
mecanico de materiales heterogéneos, empleando solvers
basados en la Transformada de Fourier rapida y un
volumen representativo de la microestructura del
material en forma de vodxeles. El resultado de las
simulaciones son los campos de tensiones Yy
deformaciones en la microescala asi como el
comportamiento homogenizado. La alta eficiencia de
éstos solver disminuye los recursos de céalculo, en
comparacion con los métodos basados en elementos
finitos y la ausencia de malla los hace muy Utiles para
simular directamente microestructuras obtenidas por
métodos de imagen.

El cédigo empleado para este estudio es FFTMAD. Es un
codigo generalista, basado en FFT y desarrollado en
IMDEA  Materiales para la simulacion  del
comportamiento mecanico de materiales heterogéneos en
funcion de su microestructura y que ha sido adaptado
para usarse con meta-materiales de celosia [4, 5]. Los
volumenes representativos contienen una representacion
voxelizada de la microestructura y en este caso
procedente directamente de las tomografias. Como
ecuaciones constitutivas de las fases en la simulacion se
puede emplear cualquier modelo material. Estos modelos
se introducen mediante subrutinas UMATS, propias del
cédigo de elementos finitos ABAQUS.
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Figura 2. Esquema del modelo tipo phase-field.

Para estudiar y comparar la nucleacion y propagacion de
grietas con los ensayos in-situ, se ha implementado un
modelo de fractura tipo phase-field en FFTMAD [7]. El
modelo de fractura calcula el balance entre la energia
almacenada y disipada en la formacion de la grieta y se
modela el dafio como una variable tipo phase-field, es
decir, hay un campo adicional (¢#) que introduce valores
de 0 a 1 que determina el grado de dafio [8], como se
observa en la figura 2. Las propiedades a introducir para
caracterizar la fractura son la energia de fractura (Gc), la
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longitud caracteristica (Icar). Aunque el modelo original
no contempla nucleacién (es decir la resistencia en
ausencia de grietas deberia ser infinita), de forma
indirecta, ambas magnitudes definen una resistencia
efectiva (cy). EI modelo asume un comportamiento
elastico lineal en ausencia de fisuras y caracterizado por
E y v, de valores 1.7 GP y 0.4 respectivamente.

Se han empleado valores energia de fractura de 250, 500
y 1500 N/m, y lcar de 90, 180, 600 y 1800 pm. En la figura
3a se observa un corte transversal de un volumen
representativo empleado, donde se aprecian los defectos
internos.

Figura 3. Corte longitudinal del volumen representativo
perteneciente a una muestra incluyendo todos los
defectos, a), y sin porosidad interna, b).

Ademas, para estudiar Unicamente la influencia de la
rugosidad superficial en la nucleacién y propagacion de
grietas, se han realizado simulaciones empleando
volumenes representativos de las barras en las cuales la
porosidad interna se ha eliminado. Como se observa en
la figura 3b.

3. RESULTADOS Y DISCUSION
3.1. Resultados experimentales

En la figura 4 se han representado las curvas fuerza-
desplazamiento obtenidas en los ensayos in-situ. Puede
observarse una gran dispersion de comportamiento
mecanico entre las diferentes muestras impresas con el
mismo didmetro, pero diferente direccién. A pesar de la
poca repetitividad, se observa en todas las muestras un
régimen lineal y otro no lineal. Es posible que la no
linealidad se deba a la evolucién del dafio que sufre la
muestra debido a la poca plasticidad que presenta tras la
rotura. Ademas, se observan las descargas que se han
realizado a lo largo del ensayo para tomar las
tomografias. En la muestra de 0.7 mm de diametro
impresa en direccién T, el ensayo se realizé tomando
radiografias en vez de tomografias y por este motivo no
fueron necesarias las descargas. La curva de la muestra
empleada para DVC no aparece en la figura 4.

La alta variabilidad de resultados se debe a dos motivos
principales: los parametros de impresion no son dptimos
para fabricar barras con didmetros sub-milimétricos y los
defectos de fabricacion son Unicos en cada muestra,
influyendo de manera particular en cada una.
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Figura 4. Curvas fuerza-desplazamiento de los ensayos
in-situ.

Debido a la poca rigidez de la maquina, el
desplazamiento del carro no puede asociarse al
desplazamiento de la longitud efectiva de la muestra y
debido al tamafio de la muestra no ha sido posible el uso
de extensémetros. Por esta razon, s6lo ha sido posible
obtener la curva tension-deformacion del ensayo
realizado para DVC. Por otro lado, debido al poco
nimero de ensayos realizados por tipo de muestra no se
han empleado los resultados experimentales para la
caracterizacion de las propiedades mecanicas.
Unicamente se ha estudiado la evolucion de la
microestructura con el dafio.
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Figura 5. Caracterizacion de la muestra para DVC en
el estado inicial a), y en el paso previo a la rotura b).
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Con las tomografias del estado inicial se ha realizado un
estudio de porosidad a lo largo de la longitud de las
muestras. En general, la porosidad interna esta
uniformemente distribuida y tiene un valor medio de 3%
en todas las muestras, como se observa en la figura 5.

La figura 5 representa la muestra empleada para DVC, de
1mm de diametro, impresa en direccidon T. En ésta, la
primera grieta en nuclear, localizada en el extremo
derecho, coincide con la zona de menor seccion, sin
embargo, el fallo se produce por la propagacion de la
segunda grieta, nucleada en estadios de deformacién
posteriores a la primera y proxima a la zona con mayor
porosidad inicial. Ademas, se muestra, en negro, las
deformaciones locales obtenidas por DVC, donde se
observa una alta deformacidn localizada en las zonas de
fractura.

Figura 6. Muestra de 1 mm de diametro impresa en la
direccion vertical (V). S indica una fractura originadas
en la superficie y P en un poro interno.

En la figura 6 se observan los diferentes estados una
muestra de 1mm de diametro impresa en direccion V. En
la imagen superior se encuentra en su estado inicial, antes
de aplicar cualquier caga. En el medio se observa la
muestra con dos grietas, una originada en la superficie
(S) y otra a partir de un poro interno (P). En la imagen
inferior se aprecia el lugar del fallo de la muestra, que en
este caso ha sido por la propagacion de la grieta originada
en el poro.

De las tomografias obtenidas durante los ensayos in-situ
se observa que las grietas, en la mayoria de los casos,
nuclean en la superficie y un ndmero menor de
nucleaciones se originan a partir de los defectos internos,
como puede observarse en la figura 5b y 6. Ademas,
muchas grietas nuclean en la zona que coincide con la de
menor seccidn en el estado inicial, como ocurre en la
figura 5. Por otro lado, no siempre se nuclean grietas en
las zonas de mayor porosidad. La propagacion de las
grietas depende principalmente de la direccion de
impresiéon. Tras la rotura se observa Unicamente
plasticidad en la zona proxima a la rotura, como se
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aprecia en la figura 6. No se aprecia una correlacién
directa entre el fallo por una grieta originada en la
superficie o en los poros internos ni tampoco por la
originada en la zona de menor seccién.

3.2. Resultados numéricos

Se han realizado simulaciones con diferentes valores para
definir el modelo de rotura, Gc y lcar. EStos parametros
determinan la forma de las curvas fuerza-desplazamiento
predicha. Aunque no existe ninguna pareja de valores que
represente de forma precisa las curvas fuerza-
desplazamieto experimentales, los valores Gec=1500 N/m
Y lca=600 um son los que mejor representan los ensayos.

40 A -
35

30

)
v
1

—— Experimental
=== Gc=1500, Lcar=90
= Gc=1500, Lcar=90
== Gc=1500, Lcar=600
= Gc=1500, Lcar=1800
== Gc=1500, Lcar=1800
=== Gc=500, Lear=90
—— Gc=500, Lcar=180
== Gc=500, Lear=600
= Ge=500, Lear=1800
=== Gec=250, Lear=90
—— Ge=250, Lear=180
= = Gc=250, Lear=600
m— Ge=250, Lcar=1800

Tension [MPa)
= N
w (=]
1 |

10 A

0.04 0.06 0.08

Deformacion

0.00 0.02

Figura 7. Curvas tension-deformacion experimental y
las predicciones empleando diferentes parametros.

La figura 7 presenta las curvas tensidon-deformacion de la
muestra empleada para DVC. Por un lado, se encuentra
la curva experimental y por otro se encuentran las curvas
obtenidas a partir de las simulaciones con algunos de los
diferentes pardmetros usados, lcar y Ge. Para facilitar la
visualizacion s6lo la curva gris representa el
comportamiento del volumen representativo sin poros.
Las curvas obtenidas a partir de los volimenes
representativos sin poros, pero empleando los mismos
pardmetros, alcanzan mayores cargas maximas que las
obtenidas con poros, pero sus comportamientos son
similares. El comportamiento de esta muestra en
particular depende mas de la rugosidad superficial que de
la porosidad interna. Al disminuir la energia de fractura,
el dafio maximo es alcanzando en niveles de deformacion
y tensiobn menores que empleando valores de Gc
superiores. Por otro lado, cuanto mayor es lcar, el material
tiene un comportamiento mas ddctil antes de la rotura
debido al incremento de la regién no lineal. Sin embargo,
al aumentar lcr, disminuye la tension maxima que
alcanza el material.

Ademés de los resultados fuerza-desplazamiento, las
simulaciones permiten obtener la localizacion del dafio
en la probeta y la formacion o propagacion de grietas
criticas (figura 8). En general las simulaciones predicen
los lugares donde se localiza el dafio, pero no siempre
predicen correctamente qué grieta es la que se propaga
causando la rotura final. En las simulaciones se observa
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una Unica grieta que se propaga, que suele coincidir con
la primera grieta nucleada durante el ensayo. Sin
embargo, en los experimentos, el fallo no siempre ocurre
por la propagacion de la primera grieta nucleada. En la
figura 5, se observa cémo la primera grieta que se nuclea,
en el lugar de menor superficie efectiva, coincide con el
lugar de propagacion de la grieta en la simulacion,
mostrada en la figura 8.

Figura 8. Muestra empleada para DVC. Arriba:
Volumen representativo con poros. Prediccion de la
fractura empleando: Medio: modelo con poros. Abajo:
Prediccion de la fractura empleando modelo sin poros.

En algunos casos, a pesar de la variacion de los
parametros, la grieta siempre aparece en la misma
seccion, indicando una concentracion tensional muy
clara en dichas areas, como se aprecia en la figura 8. Sin
embargo, a pesar de que la grieta aparezca en la misma
posicion, puede no coincidir con la fractura experimental.
En otros casos, la variacion de los pardmetros si varia la
prediccion de la localizacion de la grieta haciéndola
coincidir con la experimental, como se observa en la
figura 9.

La figura 9 compara la localizacion de las grietas
experimentales con las predicciones realizadas
empleando diferentes parametros 'y  volimenes
representativos de una muestra de 1.5mm de diametro
impresa en la direccion T. Esta muestra tiene un didmetro
diferente a la mostrada en la figura 8.

Gc=1500
Lcar= 600

Estado inicial Estado previo  Gc= 250 Ge= 250
al fallo Lcar= 90 Lcar= 90

Figura 9. Muestra de 1.5 mm de diametro impresaen T.
Fracturas empleando diferentes parametros.
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Para analizar si la grieta resultante esta influenciada por
la porosidad interna, se han generado nuevos modelos
donde se ha borrado la porosidad interna, y los resultados
de la simulacién se han representado en la figura 8 y 9
junto a los resultados de la microestructura original. Estas
simulaciones sin poros dan una idea de en qué muestras
el fallo se debe a grietas nucleadas en la superficie.

Las predicciones preliminares de las simulaciones se
desvian de los resultados experimentales. Estas
diferencias se deben al empleo de un modelo de fractura
elastica lineal que no es representativo de la degradacion
real en el material. El tipo de fractura observada y las
curvas F-d sugieren un comportamiento de fisura
cohesivo con una resistencia maxima que caracterice la
nucleacion de grietas en zonas de altas tensiones.
Ademaés, el comportamiento en ausencia de fallo de la
Poliamidal2 monolitica no es elastico y parece mas
adecuado el uso de un modelo de material que considere
viscoelasticidad y viscoplasticidad, [1].

4, CONCLUSION

En este estudio se ha estudiado la evolucion de la
microestructura con el dafio de barras impresas con SLS
combinando métodos experimentales y numéricos. Se
han realizado ensayos in-situ de traccion en el tomografo
y los tomogramas, que incluyen los defectos internos de
cada muestra, se han empleado para realizar simulaciones
empleando un modelo de fractura tipo phase-field.

Se ha encontrado que el material de las barras tiene un
comportamiento mucho menos rigido y resistente que el
de muestras masivas. A pesar de la alta variabilidad de
resultados, las muestras presentan un régimen elastico
lineal y otro no lineal. La no linealidad es producida
principalmente por el dafio en la microestructura, debido
a la poca plasticidad que presentan las muestras tras la
rotura. La rotura se produce por nucleacién de grietas en
defectos y su propagacion, la cual depende
principalmente de la direccion de impresién. Sin
embargo, no se observa una correlacién directa entre el
fallo por una grieta originada en la superficie o en los
poros internos.

Los resultados numéricos se desvian se desvian de los
resultados experimentales al haber usado un modelo sin
considerar la nucleacion de la grieta. Es necesario adaptar
el modelo a uno tipo phase-field de fractura cohesiva y
emplear un modelo de material que se adapte mejor al
comportamiento del material.
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RESUMEN

En este trabajo se presentan los resultados de ensayos de Tenacidad de Fractura realizados sobre probetas obtenidas
mediante técnicas de fabricacion aditiva, concretamente la estereolitografia de baja fuerza (LFS). Dichas probetas estan
fabricadas en Durable Resin, un material polimérico de la empresa FormLabs® que simula la resistencia y la rigidez del
polietileno. Los ensayos fueron realizados sobre probetas compactas, siguiendo las directrices de la normativa ASTM
D5045-99. Con el objetivo de analizar la influencia de la orientacion de los planos de impresion, se han producido probetas
a 0°,45°y 90°. Ademas, se han llevado a cabo ensayos de caracterizacién a traccion simple de acuerdo a la norma ASTM
D638, proporcionando un modelo constitutivo hiperelastico del material que permita su implementacion en softwares de
Elementos Finitos.

PALABRAS CLAVE: Fractura, Polimeros, Fabricacion aditiva, Estereolitografia.

ABSTRACT

This paper presents the results of Fracture Toughness tests performed on specimens obtained by additive manufacturing
techniques, specifically low force stereolithography (LFS). These test specimens are made of Durable Resin, a polymeric
material from the FormLabs® company that simulates the resistance and rigidity of polyethylene. The tests were carried
out on compact test specimens, following the guidelines of the ASTM D5045-99 standard. In order to analyze the
influence of the orientation of the impression planes, test pieces have been produced at 0°, 45° and 90°. In addition, single
tensile characterization tests have been carried out according to ASTM D638, providing a hyperelastic constitutive model
of the material that allows its implementation in Finite Element software.

KEYWORDS: Fracture, Polymers, Additive manufacturing, Stereolithography.

1. INTRODUCCION (SLA), abre la industria a una amplia variedad de
materiales, como plasticos, metales o cerdmicas [2].
La fabricacion aditiva (FA), o tecnologia de impresion Como resultado de la aparicion de estas nuevas técnicas
3D, esta impulsando un profundo cambio en la industria, de fabricacion, muchos estudios se han llevado a cabo
permitiendo fabricar componentes mecanicos mediante con el objetivo de analizar las propiedades mecanicas de
la adicién de sucesivas capas de material que desarrollan los componentes impresos [3-8], centrandose la mayoria
la geometria final. Esto ha dado lugar a la integracion de de ellos en la tecnologia FDM, debido probablemente a
los procesos de disefio y fabricacion, por lo que su rapidez de fabricacion y su bajo coste. Uno de los
disefiadores, fabricantes, logistica y muchos otros estan inconvenientes del FDM es su falta de precision
modificando y adaptando algunos de sus procedimientos, superficial y la presencia de huecos internos [9], debido
mejorando asi la eficiencia en el uso de los diferentes al limite fisico del didmetro del extrusor.
materiales, con un minimo desperdicio y grandes
oportunidades para desarrollar geometrias complejas La metodologia de impresion SLA consiste en un tipo de
personalizadas [1]. fabricacion aditiva que utiliza una fuente laser
proyectada sobre una plataforma para obtener las
El desarrollo de distintas metodologias de FA, como la estructuras deseadas. Este haz de luz atraviesa un
fabricacion por deposicién de hilo fundido (FDM), el deposito liquido lleno de una resina polimérica con
sinterizado selectivo por laser (SLS) o la estereolitografia fotoiniciadores y produce el curado selectivo en las zonas
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de la superficie alcanzadas por la trayectoria del rayo
[10]. El proceso de curado se realiza en el plano de la
plataforma siguiendo una construccion capa a capa en la
que el componente impreso esté sustentado por soportes
que ayudan al correcto crecimiento del mismo y su
fijacion a la plataforma. La resolucion de la impresién no
solo viene definida por el didametro del laser sino también
por el incremento del desplazamiento vertical entre cada
capa, que puede ser seleccionado por el usuario. En las
impresoras comerciales actuales basadas en la
estereolitografia, la citada resolucién oscila entre decenas
y cientos de micrometros, reduciendo la existencia de
huecos internos tipicos de la metodologia FDM. De esta
forma, se produce una mejora considerable de las
propiedades mecénicas de los componentes impresos
mediante SLA, asi como una disminucién de la
anisotropia de las piezas finales.

El presente trabajo analiza el comportamiento a fractura
de probetas fabricadas mediante estereolitografia de baja
fuerza, calculando la tenacidad a fractura de probetas
compactas de material polimérico, concretamente
Durable Resin de la empresa FormLabs®, que simula la
resistencia y la rigidez del polietileno. Se ha analizado la
influencia de la orientacion de los planos impresion,
considerando probetas a 0°, 45° y 90°. Ademaés, se han
llevado a cabo ensayos de caracterizacion a traccion
simple, lo que ha permitido ajustar el comportamiento
mecénico del material a un modelo constitutivo
hiperelastico que permita su implementacion en
softwares de Elementos Finitos.

2. CARACTERIZACION MECANICA

Los ensayos de caracterizacion se han realizado de
acuerdo a las indicaciones de la norma ASTM D638-14
[11], realizando ensayos de traccion simple sobre
probetas de geometria Tipo IV (ver figura 1).

RO W, W \,3; ”
§ et
L
f D {
Lo
TYPE IV

Figura 1. Geometria de probetas tipo hueso para
ensayos de caracterizacion mecénica [11].

En la anterior figura, se pueden apreciar todas las
dimensiones que definen las probetas fabricadas, siendo
G la distancia inicial a la que se coloca el extensémetro
empleado para medir el alargamiento, y D la longitud
efectiva de probeta que queda libre una vez colocada
entre las mordazas que realizaran la traccion. Todas estas
dimensiones se recogen en la tabla 1.
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Tabla 1. Descripcion de dimensiones para probetas

TipolV [9].

WzWC

6 mm

L

33 mm

wo

19 mm

LO

115 mm

G 25 mm
D 65 mm
R 14 mm
RO

T

25 mm
3.5mm

Tal y como se ha comentado anteriormente, el material
analizado serd el denominado como Durable Resin de la
empresa FormLabs®, empleando para su fabricacion la
impresora Form 3 de la misma empresa. Para llegar a
obtener la pieza en su estado final, primero es necesario
disponer de su geometria en un fichero STL (Standard
Tessellation Language), que serd utilizado por el
software de impresion (PreForm) para poder definir
determinados parametros como el espesor de capa (en
este trabajo se ha fijado un espesor de capa de 50 pum), la
orientacion de impresion, asi como la disposicion de los
soportes que deberan permitir la correcta sujecion de las
probetas durante el proceso, sin comprometer su
integridad, apariencia y usabilidad final.

Para estudiar la influencia de la orientacién de impresion
en las propiedades mecénicas del material, se han
fabricado probetas con tres orientaciones distintas: Q°,
45°y 90°, tal y como se muestra en la figura 2.

900/_\

45°

OO

Figura 2. Orientaciones consideradas para las probetas
de traccién simple. Imagenes correspondientes al
software de impresion PreForm.

Durante el proceso de impresién, el material base se
almacena en fase liquida y se calienta en un depdsito
situado en la zona de impresion, por encima del conjunto
de lentes y espejos. La impresora utiliza un laser
ultravioleta (UV) de alta potencia para polimerizar
selectivamente la resina de curado UV capa por capa.
Una vez finalizado el proceso de impresién, la probeta se
introduce en un bafio de solucién de isopropanol para
separar de la muestra los restos de resina no curados,
durante el tiempo fijado por el fabricante. Mas adelante,
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la probeta puede poscurarse mediante un dispositivo de
calentamiento ultravioleta que proporciona temperatura
y radiacion UV para endurecer el material aumentando
su grado de polimerizacion y generando el
entrecruzamiento de las cadenas poliméricas. Tanto la
temperatura como el tiempo necesarios para el curado,
viene definido por el fabricante de la resina, siendo
necesarios en este caso una temperatura de 60° durante
60 minutos. En la figura 3 se puede observar el resultado
final de todo el proceso, antes y después de retirar los
soportes.

/ » AV
» '\ 4
i o
F e

Figura 3. Ejemplo de probetas impresas en Durable
Resin para ensayos de traccidn uniaxial, antes y
después de la retirada de los soportes.

Los ensayos de traccion simple se han llevado a cabo en
una maquina universal de ensayos Instron Series 3400,
equipada con una célula de carga de 10 kN, y realizando
un minimo de 5 ensayos por cada una de las orientaciones
estudiadas, a una velocidad de 5 mm/min y 23°C de
temperatura ambiente. Los resultados obtenidos para
cada una de las direcciones de impresion analizadas, se
recogen en la figura 4, donde se representan las curvas
promedio de las 5 probetas ensayadas por cada
configuracion.

010 015

0 T T T
0.00 0.05 0.30 0.35 0.40 0.45 0.50

€

020 025

g

Figura 4. Curvas tension-deformacion obtenidas de los
ensayos de traccion uniaxial.
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Se puede comprobar que, efectivamente, la anisotropia
que caracteriza a las piezas impresas por FDM se reduce
considerablemente al emplear la técnica de
estereolitografia de baja fuerza, observandose pequefias
diferencias una vez se sobrepasa el valor del limite
elastico del material.

De los ensayos de caracterizacion se puede concluir que
el valor del Médulo de Elasticidad del material es
aproximadamente E = 362.5 MPa, el valor del limite
elastico es oy = 20 MPa, y el del coeficiente de Poisson
v =0.35.

Adicionalmente, se han empleado las curvas tension-
deformacion recogidas en la figura 4, para ajustar el
comportamiento del material a un modelo constitutivo
hiperelastico, caracteristico de los materiales
poliméricos. Concretamente, se ha considerado el
modelo constitutivo de Lépez-Pamies [12], que
reproduce de manera precisa un amplio rango de modos
de deformacioén. La funcién de energia de dicho modelo
viene dada por

W= 3 G (1 - 3%) (1)

donde n es el orden del modelo, es decir, el nimero de
términos constitutivos que lo componen; y I; = tr(FTF).
Gy Y a; son pardmetros del material, donde es importante
destacar que Y.7-; G, indica el Mddulo de cortadura del
mismo. El primer tensor de tensiones de Piola-Kirchhoff,
considerando la condicién de incompresibilidad, se
puede definir como

P=22_pFT=

~ Zn 31- aka ak 1F pF—T

)

Teniendo en cuenta que la relacion entre el primer tensor
de tensiones de Piola-Kirchhoff, y el tensor de tensiones
de Cauchy viene dada por
o = J7'PFT (3)

siendo Jr el determinante del tensor gradiente de
deformacion F, el tensor de tensiones de Cauchy se puede
expresar finalmente como

o = ¥i_y 317G, ([ FFT) — pl 4)

donde I es la matriz identidad.

De esta forma, tras realizar el ajuste de los resultados
experimentales llevados a cabo, se determina que los
valores de los parametros que definen el modelo de
Lopez-Pamies recogido en la expresion (4) para el
material analizado son los recogidos en la tabla 2.
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Tabla 2. Parametros constitutivos del modelo de Lopez-
Pamies para el material Durable Resin.

G, 18.6 MPa
G, 11.74 MPa
G; 38.87 MPa
o, -31.03
oy 0.9894
a3 -154.7

3. CALCULO DE LA TENACIDAD A FRACTURA

En esta seccion se ha llevado a cabo el célculo de la
Tenacidad de Fractura (valor critico del Factor de
Intensidad de Tensiones) del material analizado K., asi
como el valor de la Tasa de Liberacién de Energia Critica
G,. en el instante de inicio de la fractura; ambos en Modo
| de deformacién, o modo de apertura.

Dicho célculo se ha realizado de acuerdo a la norma
ASTM D5045-99 [13], empleando la geometria de
probeta compacta que se recoge en la figura 5, cuyas
dimensiones son: W = 40 mm, a = 19 mm,d = 2 mm
y B =10 mm.

W4,

—

O . 06-W

o
Q 0.6-W

0.275-W

Figura 5. Geometria de probeta compacta empleada en
al calculo de la Tenacidad de Fractura [13].

Al igual que en el caso de los ensayos de caracterizacion
descritos en la seccion anterior, y adn habiendo
comprobado que la direccidn de impresion no ha influido
en las propiedades mecénicas obtenidas, se ha optado por
analizar probetas compactas imprimidas de acuerdo a tres
planos de impresién diferentes definidos por el angulo
que forma la base de impresion con el plano de la entalla
inicial, siendo de nuevo dichos &ngulos 0°, 45°y 90° (ver
figura 6).
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00

45°

Figura 6. Orientaciones consideradas para las probetas
compactas. Imagenes correspondientes al software de
impresion PreForm.

Una vez imprimidas, las probetas han sido sometidas a
un proceso de mecanizado para generar una entalla inicial
afilada, tal y como se recoge en la figura 7, estableciendo
un radio de acuerdo inicial en el extremo de la entalla de
0.5 mm.

Figura 7. Proceso de prefisuracion de las probetas
compactas.

Los ensayos de traccion compacta se han realizado en
una méaquina universal de ensayos Instron 8800 a una
velocidad de 10 mm/min, a 23°C de temperatura
ambiente, y con una repetitividad de 3 probetas por cada
inclinacion considerada, obteniendo un registro de carga
aplicada frente al desplazamiento de los puntos de
aplicacion de la misma. En la figura 8 se muestran los
resultados obtenidos para 3 de las probetas compactas
ensayadas, con las tres direcciones de impresién
consideradas, pudiéndose nuevamente observar como la
orientacion de impresion no influye en demasia en los
resultados obtenidos.
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Figura 8. Curvas fuerza-desplazamiento obtenidas de
los ensayos de traccion compacta.

A partir de los registros anteriores, es posible determinar
el valor de la Tenacidad de Fractura del material, de
acuerdo a la siguiente expresion

P

Ko = (582) F @ ©)

donde la funcién f(x), con x = a/W, viene dada por

[1.99-x(1-x)(2.15-3.93x+2.7x2)]
(1+2x)(1-x)3/2

f(x) = 6x1/2

(6)

y P, se determina estableciendo el punto de corte entre la
curva fuerza-desplazamiento obtenida anteriormente y
una recta con una pendiente 5% menor que la pendiente
del tramo inicial de dicha curva, comprobando en todos
los casos que se cumple la condicion By, /Py < 1.1
para dar por valido el ensayo.

Por altimo, debe comprobarse que el valor de la
expresion

2.5(K,/0y)" @)
siendo oy el valor del limite elastico del material, es
menor que el espesor de la probeta B, menor que la
longitud de entalla inicial a, y menor que el valor del
ligamento (W — a). De esta forma, tras evaluar dicha
validez, se puede establecer finalmente K, como el valor
de la Tenacidad de Fractura del material: K, = K.

En la tabla 3 se muestran los resultados obtenidos para
cada uno de los ensayos realizados, asi como el valor
promedio de K;. para cada una de las orientaciones de
impresién consideradas, pudiendo establecer un valor
promedio final de K; =1.2MPa-m'? y una
desviacion estandar maxima de 0.04.
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Tabla 3. Valores de la Tenacidad de Fractura del
material Durable Resin obtenidos experimentalmente,
para cada una de las orientaciones consideradas,
expresados en MPa-m*2,

N° de probeta 0° 45° 90°
1 1.23 1.14 1.25

2 1.18 1.18 1.18

3 1.24 1.22 1.18
Promedio 1.22 1.18 121
Desv. Estandar 0.031 0.040 0.039

Por ultimo, para el calculo de la Tasa de Liberacion de
Energia Critica G, en el instante de inicio de la fractura,
se hace uso de la siguiente relacion

1-v2)K?
GIC — ( ) Ic
E

(®)

obteniendo de esta manera los valores de G,. para cada
una de las probetas ensayadas y sus valores promedios,
todos ellos recogidos en la tabla 4, resultando finalmente
un valor promedio final de G,.=3.5J/m? y una
desviacion estandar maxima de 0.234.

Tabla 4. Valores de la Tasa de Liberacion de Energia
Critica del material Durable Resin obtenidos
experimentalmente, para cada una de las orientaciones
consideradas, expresados en J/m?2,

N° de probeta 0° 45° 90°
1 3.67 3.16 3.79

2 3.38 3.35 3.38

3 3.72 3.62 3.38
Promedio 3.59 3.38 3.52
Desv. Estandar 0.184 0.232 0.234

4. CONCLUSIONES

En este trabajo se presentaron los resultados de pruebas
de Tenacidad de Fractura realizadas en probetas
compactas de Durable Resin fabricadas mediante
estereolitografia de baja fuerza.

Se realizaron ensayos de tenacidad sobre probetas
compactas siguiendo la normativa ASTM D5045-99,
fabricadas con diferentes orientaciones de impresion. A
partir de los ensayos realizados se ha obtenido un valor
promedio de  Tenacidad de  Fractura de
K;.=1.2 MPa-m'? y una Tasa de Liberacion de
Energia Critica promedio de G,. = 3.5]J/m?, para
ambos pardmetros la desviacion estandar ha sido inferior
al 10%.

Ademas, se llevaron a cabo ensayos experimentales de
caracterizacion, concretamente de traccion simple segn
la norma ASTM D638, obteniendo como valor del
Modulo de Elasticidad del material E = 362.5 MPa, un
valor del limite elastico de y = 20 MPa, y un valor del
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coeficiente de Poisson de v = 0.35. Adicionalmente, se
ha realizado un ajuste de la respuesta mecanica del
material a un modelo constitutivo hiperelastico,
caracteristico de los materiales  poliméricos,
concretamente, el modelo constitutivo de Lopez-Pamies,
con el objetivo de facilitar la implementacion del material
analizado en codigos de Elementos Finitos.

Los resultados de este trabajo mostraron que, para esta
técnica de fabricacion aditiva, la tenacidad de fractura, la
tasa de liberacion de energia, el modulo de Young, y la
tension de fluencia, no se ven afectados por la orientacion
de la impresion.
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RESUMEN

En el presente trabajo, se ha estudiado el comportamiento mecénico del hueso trabecular mediante la realizacion de
ensayos experimentales de muestras a compresion y sus modelos de elementos finitos. Las muestras proceden de cabezas
femorales humanas divididas en tres grupos de estudio que son grupo sano (GS), grupo osteoporético (GO) y grupo
artrésico (GA). Las muestras 6seas se han ensayado en la direccidn estimada més rigida y se han sometido a cargas de
compresién cuasiestatica hasta producir la fractura. La respuesta obtenida en los ensayos experimentales ha permitido
calibrar los modelos numéricos, pudiendo estimar el médulo de Young del tejido éseo y las propiedades de fallo de las
muestras. Los resultados experimentales revelan que los huesos sanos soportan un 52 % mas de carga que el hueso
osteoporético y la deformacion a la que se obtiene la tensién méaxima es un 33 % mayor en el hueso sano que en el hueso
osteoporético. Las muestras artrosicas se encuentran en un nivel intermedio entre ambos grupos, estando mas cerca de
los valores osteopordticos que de los sanos, lo que nos indica que los huesos con patologias soportan menores niveles de
carga y deformacion que los huesos sanos. Las calibraciones de los modelos numéricos proporcionan unos valores de
deformacion de inicio ¢, de fallo y de fallo completo &, similares para las muestras con patologias, siendo diferente para
las muestras sanas. Por lo tanto, para simular la fractura de una muestra ésea con osteoporosis se ha de considerar unas
propiedades de fallo distintas, que resultan en un comportamiento mas fragil que en un hueso sano. Este trabajo ha
permitido cuantificar estos valores e identificar, como causa de las diferencias, las caracteristicas morfométricas tipicas
de la microestructura de hueso trabecular no sano.

PALABRAS CLAVE: Hueso trabecular, Osteoporosis, Fractura, Fallo a compresion, Elementos finitos

ABSTRACT

In the present work, the mechanical behaviour of trabecular bone has been studied using experimental compression tests
and finite element models. The samples were obtained from human femoral heads which are divided into three groups:
healthy group (GS), osteoporotic group (GO) and arthrosis group (GA). Bones have been tested in the estimated stiffest
direction and they have undergone quasistatic compression loads until fracture. The recorded response in the experimental
tests has enabled the calibration of the numerical models, being able to estimate bone tissue Young’s modulus and failure
properties. Experimental results reveal that healthy bones withstand 52 % more load than osteoporotic bones and the
strain at which the maximum stress is obtained is 33 % greater in healthy bones than in osteoporotic bones. Arthrosic
samples are at an intermediate level between the other two groups, being closer to the osteoporotic values than the healthy
ones, which indicates that bones with pathologies withstand lower load levels. The calibration of the numerical models
shows similar values for the failure onset strain €, and the final failure strain ; for pathological specimens, being different
for healthy samples. Therefore, fracture simulation of an osteoporotic specimen needs the consideration of different
failure properties, which result in a more brittle behaviour. This work quantifies these values and concludes that the cause
of the differences is the morphometric features of the microstructure of non-healthy trabecular bone.

KEYWORDS: Cancellous bone, Osteoporosis, Fracture, Compression failure, Finite elements

1. INTRODUCCION siendo muchas de ellas patologias asociadas a los huesos

tales como la osteoporosis, la artritis reumatoide o la
En la actualidad, la esperanza de vida ha aumentado artrosis. Todas estas enfermedades tienen en comun la
notablemente y como resultado se tiene una poblacion afeccion no traumatica del sistema locomotor, como son
cada vez mas envejecida. Por este motivo, hay que los musculos, los huesos o las articulaciones.

convivir con mas enfermedades relacionadas con la edad,
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Una de las enfermedades 6seas que mas prevalece en la
poblacién es la osteoporosis [1]. Esta patologia consiste
en un balance negativo del ciclo de remodelacion désea
provocando la pérdida de masa 6sea y aumentando la
fragilidad del hueso. Debido a las condiciones del hueso
de las personas que padecen esta enfermedad, la
probabilidad que tienen de padecer una fractura es
elevada. Otra de las enfermedades dseas que esta muy
presente en la poblacién es la artrosis, una enfermedad
cronica, reumatica y degenerativa de curso progresivo y
que se origina cuando el cartilago que se encuentra en el
interior de las articulaciones para protegerlas se desgasta

2.

Ademéas de los problemas fisicos que sufren los
pacientes, también hay que tener en cuenta los costes
asociados a este tipo de enfermedades como son las
cirugias, las estancias de hospitalizacion, la
rehabilitacion, la medicacion y un largo etc., que supone
un gran presupuesto destinado a cubrir estos gastos. Por
todos estos motivos, surge la necesidad de estudiar en
profundidad el comportamiento mecanico del hueso, para
asi poder diagnosticar y tratar estas enfermedades en
etapas tempranas y poder evitar futuras fracturas con
todos los dafios y costes que suponen.

La estructura ésea tiene un papel muy significativo en el
comportamiento mecéanico del hueso, por lo que en los
altimos afios muchos investigadores, como Ding y
Overgaard, se han dedicado a estudiar la morfometria del
hueso tanto sano como enfermo [3,4].

En estos trabajos se estudian distintos parametros
morfométricos, como la fraccion en volumen, el espesor
trabecular medio, el grado de anisotropia, la conectividad

Detector

Imagen micro-CT

Fuente de RX ) ’
= v
Muestra
giratoria —

A

Modelo numérico

Imagen
umbralizada

0 la separacién trabecular, que son caracteristicas propias
de la arquitectura de las muestras 6seas estudiadas.

San (GS) Ar‘tsico GA)

OsteopO(ético (GO)

3

Figura 1. Muestras de hueso trabecular divididas en
tres grupos de estudio: sano, artrdsico y osteoporatico.

Ademaés, también se analizan los resultados obtenidos de
mdbdulo de Young o tension y deformacion Gltima, que
revelan informacion sobre el nivel de carga que puede
soportar un hueso sano o uno osteoporotico o artrésico y,
de este modo, conocer las capacidades del hueso de las
personas que padecen estas enfermedades. Aun con este
conocimiento, todavia hoy en dia es un reto poder llevar
estos conocimientos a la clinica y poder diagnosticar en
etapas tempranas la enfermedad con el objetivo de poder
predecir la fractura de los huesos enfermos.

En el presente trabajo, se estudia la respuesta a
compresion del hueso trabecular procedente de cabezas
femorales humanas. Las muestras analizadas estan
divididas en tres grupos de estudio que son sano,
osteopordtico y artrésico (figura 1) en funcién de si
tienen o no patologia y cual es. Con este estudio se
pretende analizar el comportamiento mecanico de los
distintos huesos y estimar los niveles de carga que
soportan para poder evaluar la fractura en cada uno de los
€asos.

Calibracion

Reconstruccién 3D

Respuesta numérica

Figura 2. Esquema del procedimiento seguido para estudiar el comportamiento mecanico de las muestras.
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2. MATERIALES Y METODOS

En el presente trabajo se estudia la respuesta mecanica de
muestras de hueso trabecular de cabezas femorales
humanas extraidas durante la cirugia de artroplastia total
de cadera en el Hospital Universitario Infanta Leonor de
Madrid. Para ello, se han escaneado las muestras
mediante micro-CT, se han segmentado las imagenes y
se han generado modelos de elementos finitos. Se han
realizado ensayos experimentales sometiendo las
muestras a cargas de compresion cuasiestatica. Con la
respuesta experimental y los modelos numéricos se ha
procedido a calibrar las propiedades elasticas y de
fractura de las muestras de hueso trabecular. El
procedimiento seguido para realizar este trabajo se
muestra en la figura 2.

2.1. Muestras de hueso trabecular humano

En este estudio se han analizado muestras de hueso
trabecular procedente de cabezas femorales humanas. Se
han establecido tres grupos de estudio que son
osteoporético (GO), sano (GS) y artrésico (GA), ver
figura 1. El nimero total de muestras ensayadas es de 18,
siendo 8 muestras del grupo artrésico (GA), 8 muestras
del grupo osteoporético (GO) y 2 muestras del grupo
sano (GS). Se han calibrado los modelos numéricos de
tres muestras, una de cada uno de los grupos de estudio.

Para obtener las muestras de hueso trabecular, se realizan
diversos cortes para eliminar todo el hueso cortical de la
parte méas exterior de las cabezas femorales (ver figura
3a). A continuacion, se realizan una serie de cortes para
poder obtener las muestras de hueso trabecular con las
caras paralelas por pares, tal y como se muestra en la
figura 3b.

b)

Figura 3. a) Cabeza femoral extraida en cirugia de
artroplastia total de cadera y b) muestras de hueso
trabecular preparadas para su analisis.

Con el objetivo de disponer de la caracterizacion 3D de
la microestructura 6sea y poder generar modelos de
elementos finitos de alta resolucién de cada una de las
muestras, se han escaneado mediante la técnica micro-
CT. Para ello, se ha utilizado el servicio de micro-CT de
la Estacidn de Bioloxia Marifia de A Grafia (Universidad
de Santiago de Compostela), cuyo escaner es un
Skyscan1172 (Bruker, Kontig, Bélgica), consiguiendo
imagenes con una resolucion isotropa de 13.58 um
(voltaje 100 kV, intensidad 100 pA, filtro de Al/Cu).
Finalmente, las imagenes obtenidas fueron segmentadas
utilizando un procedimiento de umbralizacion manual
global (ScanlP, Simpleware, UK).
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2.2. Ensayo cusiestatico de compresion

Tras el escaneado micro-CT, las muestras de hueso
trabecular de los diferentes grupos de estudio se
sometieron a cargas cuasiestaticas de compresion
utilizando control en desplazamientos a una velocidad de
1 mm/min. Los ensayos experimentales se llevaron a
cabo en una maquina de ensayos electromecanica (MTS
Criterion C42, MTS Systems, USA) utilizando un plato
de compresion basculante que permite adaptarse a los
pequefios desniveles entre las caras de la muestra
evitando concentradores de tensiones, tal y como se
muestra en la figura 4. El desplazamiento entre los platos
de compresién se ha medido utilizando un deflectémetro
de contacto (MTS ref.:632.06H-20) que esté fijado al
plato superior mediante un utillaje.

Figura 4. Configuracion utilizada en la maquina
electromecanica para realizar los ensayos de
compresion, donde se aprecia el plato basculante.

El ensayo experimental se ha realizado en la direccion
mas rigida de cada una de las muestras. En cada ensayo,
se aplic6 una precarga de 20 N registrando el
desplazamiento del deflectémetro de contacto u y la
fuerza que aplica la maquina de ensayos sobre la muestra
F con una frecuencia de adquisicion de los datos de 10
Hz.

A partir de la respuesta registrada obtenemos la curva
tension — deformacion que permite estudiar el
comportamiento de las muestras 6seas. De cada ensayo,
se estima el modulo de elasticidad aparente a compresion
(Eapp) v la tension y la deformacién en el punto Gltimo
(o1, &), que se utilizaran para calibrar los modelos de
elementos finitos desarrollados. En este trabajo,
distinguiremos entre médulo de elasticidad aparente Eqpp
(global de la muestra y que por tanto tiene en cuenta la
morfometria microestructural) y el mddulo de elasticidad
de tejido Ey; (el propio del material; en nuestro caso el

tejido dseo trabecular).
2.3. Modelo numérico y criterio de fallo

Tras realizar la segmentacion de las imagenes micro-CT,
se generaron los modelos de elementos finitos (ScanlP,
Simpleware, UK) utilizando tetraedros cuadraticos (tipo
de elemento C3D10 en Abaqus), resultando en modelos
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numéricos que tienen entre 7,3 y 10,3 millones de
elementos, como el que se muestra en la figura 5a.

Los modelos de elementos finitos se han simulado en el
software Abaqus/Standard 6.14 (SIMULIA, Dassault
Systemes, Vélizy-Villacoublay, Francia). Del mismo
modo que en los ensayos experimentales, los modelos
numéricos se han sometido a estados de carga
cuasiestatica de compresion con control de
desplazamiento, el resultado de la compresién es el
mostrado en la figura 5b.

Figura 5. a) Modelo de elementos finitos de una
muestra de hueso trabecular procedente de una cabeza
femoral humana y b) campo de desplazamientos tras
aplicar la carga de compresion en el modelo numérico.

En este trabajo, se ha estudiado el comportamiento a
compresion hasta la fractura en la direccion estimada mas
rigida de muestras de hueso trabecular procedentes de
cabezas femorales humanas. Para realizar la calibracion,
en los modelos numéricos se han utilizado propiedades
isétropas calculando a partir de la reproduccion de los
ensayos a compresién el médulo de Young del tejido
0seo.

Respecto a la evaluacion del dafio, en este trabajo se ha
utilizado un criterio de fallo que se define mediante la
deformacion equivalente, siguiendo la expresion de la
ecuacion (1). La respuesta no lineal de la muestra una vez
ha comenzado el fallo se reproduce utilizando un criterio
de fallo de degradacion de las propiedades elasticas del
hueso.

€y

§8i]'€ij

En régimen cuasiestatico, la expresidn isétropa que
define la elasticidad en el marco de la mecénica del dafio
continuo se expresa mediante la expresion (2).

oij = (1 = D)Cijen (2)
donde D es la variable de dafio, &, y a;; son los tensores
de deformaciones y tensiones y Cjj,; es el tensor de
rigidez del material. Una vez se ha producido el fallo, se

asume que la variable de dafio D evoluciona siguiendo la
ecuacion (3) [5,6].

0 Eeq = &
€ n
D =< Dc (ﬂ) gy < &g < & 3)
&
L Dc €eq = &

donde n=2 y el valor de D. debe ser calibrado en los
modelos de elementos finitos.

3. RESULTADOS
3.1. Respuesta experimental obtenida en los ensayos

Los resultados experimentales de este apartado se
corresponden con la respuesta obtenida al someter las
muestras de hueso trabecular a cargas de compresion
cuasiestaticas. Los resultados més relevantes de estos
ensayos experimentales, como son la tensién maxima, la
deformacion a la que se obtiene la tension maxima y el
modulo de Young aparente, se presentan en la tabla 1.

Tabla 1. Resultados promedio de la tension maxima (ay),
deformacion a la tension maxima (g¢) y el moédulo de
elasticidad aparente (E,,,) a compresion para cada uno
de los tres grupos de estudio.

GS GA GO

o; (MPa) | 12.44+1.96 | 9.20%3.64 5.97+1.63
g () |0.0264+0.007| 0.0198+0.008 | 0.0178+0.004

E,,p (MPa)[9040.60+641.4] 979.13+251.3 | 712.62360.2
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Respecto a la tensién maxima obtenida en cada grupo, las
muestras que mayor valor presentan son las que
pertenecen al grupo sano. Las muestras osteoporoticas
son las que soportan menor nivel de carga, alrededor de
un 52 % menos de carga, lo que parece I6gico teniendo
en cuenta que la arquitectura dsea de estas muestras esta
bastante degradada, tanto por la porosidad como la
pérdida de masa ésea debidas a la enfermedad. En
relacién a la deformacién a la que se obtiene la carga
maxima, se puede observar como de nuevo las muestras
sanas son las que alcanzan mayor deformacion para el
nivel de carga maximo. De igual modo, las muestras
osteoporoticas son las que poseen un nivel menor de
deformacion para la carga maxima, un 33 % menos que
en las sanas. Tanto la tensibn méxima como la
deformacion a la que se obtiene el nivel de carga
méaximo, las muestras del grupo artrésico presentan
valores intermedios entre las muestras sanas y las
osteopordticas encontrandose mas cerca de los valores
del grupo GO que del GS.

Finalmente, el mddulo de elasticidad aparente sigue la
misma tendencia, siendo los valores menores
correspondientes a las muestras osteoporéticas y los
valores mas altos para las muestras sanas. De nuevo las
muestras con artrosis estan en un intervalo intermedio
entre ambos grupos. Estos resultados indican que se
puede distinguir entre grupo osteopordtico y sano
mediante la simulacién de la respuesta elastica. Ademas,
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se observa una correlacion entre la respuesta elastica y la
carga de fallo, lo que permite predecirla disminuyendo
las necesidades computacionales.
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Figura 6. Ejemplo de respuesta experimental de tres
muestras de hueso sano, hueso artrdsico y hueso
osteoporotico.

En la figura 6, se presenta la respuesta a compresion de
tres de las muestras de hueso trabecular analizadas, una
correspondiente a cada grupo de estudio. En esta gréfica
se evidencian algunas de las tendencias ya presentadas en
la tabla 1 (que considera los valores promedio) y que
muestran la diferencia de comportamiento entre un hueso
sano y un hueso con una patologia, siendo mas severa la
osteoporosis que la artrosis. Por lo tanto, un hueso
enfermo soportara menor nivel de carga y, por lo tanto,
la probabilidad de sufrir una fractura sera mayor que en
un hueso sano que soporta un 52 % mas de carga (en
valor medio segln las muestras evaluadas).

3.2. Calibracién de los modelos de elementos finitos

En este apartado, se han calibrado tres muestras, una de
cada uno de los grupos de estudio. En la tabla 2 se
muestran los resultados obtenidos en la calibracion de los
modelos numéricos. Lo mas notable que encontramos es
que la deformacion de inicio de fallo (e,) y de fallo final
(g¢) son iguales para los dos grupos con patologia GO y
GA. Para el grupo de hueso sano GS se tiene un valor
inferior para la deformacion de inicio de fallo (e,) y una
deformacion de fallo (g¢) un 20 % superior a las muestras
enfermas.

Tabla 2. Resultados de la deformacion de inicio de fallo
(gy), la deformacion de fallo final (g¢) y el modulo de
Young del tejido (E¢.;) para los tres grupos de estudio.

GS GA GO
g, () | 00045 0.0065 0.0065
& () 0.025 0.020 0.020
E,.; (MPa)| 15950.86 | 12745431 | 14249.86
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Hay que tener en cuenta que el comportamiento de los
huesos es diferente y el valor de D, utilizado para calibrar
los modelos de elementos finitos no ha sido el mismo
para el hueso sano, que para las dos muestras de hueso
enfermo con el fin de reproducir el comportamiento
experimental. Se ha observado que el hueso sano
presenta un comportamiento mas ddctil, por lo que puede
soportar un nivel de deformaciones notablemente mayor
antes de fracturarse. Sin embargo, los huesos
osteoporaticos y artrésicos presentan un comportamiento
maés fragil, disminuyendo mas abruptamente el nivel de
carga tras alcanzar la tensién maxima, lo que hace que
una sobrecarga sea mas peligrosa que en el hueso sano.

Respecto al valor del modulo de Young calibrado para el
tejido 0seo (E;) se puede comprobar como no hay
grandes diferencias entre grupos. Wu et al. [7] hacen una
recopilacién de valores de mddulo de Young a nivel de
tejido de diferentes localizaciones como fémur, tibia,
cresta iliaca o veértebra. Algunos de los valores que
presentan para fémur humano son entre 11.06 y 30.6 GPa
[8]. Por lo tanto, podemos concluir que los valores Eg
inferidos en este estudio estdn dentro del rango de los
valores de la literatura y que efectivamente, el médulo
del tejido no es un valor determinante entre los diferentes
grupos de estudio evaluados.

4. CONCLUSIONES

En el presente trabajo, se ha estudiado el comportamiento
mecanico del hueso trabecular procedente de cabezas
femorales. Se han analizado muestras con diferentes
condiciones, teniendo un grupo de estudio de hueso sano
(GS), un grupo de hueso osteopordtico (GO) y un grupo
de hueso artrosico (GA). Se han sometido las muestras a
cargas de compresion cuestiestaticas, en la direccion
estimada como mas rigida, hasta llegar a la fractura. Con
la respuesta de los ensayos experimentales, se han
calibrado tres modelos numéricos, uno de cada grupo de
estudio, para poder obtener las propiedades elasticas y de
fallo de los diferentes tipos de hueso trabecular.

En los resultados obtenidos de los ensayos
experimentales se han observado claras diferencias en los
niveles de carga que pueden soportar los huesos,
soportando los huesos sanos hasta un 52 % mas de carga
que los huesos osteoporéticos. Siguiendo la misma linea,
se ha observado una diferencia en el nivel de
deformacion a la que se obtiene la carga maxima, siendo
un 33 % mayor la deformacion de los huesos sanos que
la de los huesos osteoporéticos. Respecto al grupo
artrésico (GA), los resultados obtenidos quedan en un
rango intermedio entre los huesos sanos y los
osteopordéticos acercdndose mas a estos Ultimos. Los
huesos que presentan una patologia admiten menor nivel
de carga y la probabilidad de fractura en las personas que
padecen estas enfermedades es elevada.

Respecto a la calibracion de los modelos de elementos
finitos, se han obtenido los mismos valores tanto de
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deformacion de inicio de fallo como de fallo final para
las muestras que presentan patologias, grupos GO y GA.
Ademas, debido a que el comportamiento del hueso sano
es diferente al del hueso enfermo, ha sido necesario
penalizar el fallo del hueso sano de forma menos severa
que en el caso del hueso osteoporético y artrésico. Por lo
tanto, se manifiesta una clara diferencia entre el hueso
sano (comportamiento mas ductil) y los enfermos
(fragilidad aumentada) en los valores de las
deformaciones tanto de inicio del fallo como del fallo
final.

Finalmente, si analizamos los resultados de los mddulos
de Young del tejido 6seo observamos que no hay grandes
diferencias entre los grupos y estan dentro de los valores
que encontramos en la literatura. Estos resultados
implican que a nivel de tejido el grupo sano GS y
patolégicos GO, GA no tienen propiedades elésticas tan
diferentes entre ellos en las muestras analizadas. Por lo
tanto, las diferencias en el comportamiento mecanico,
con aumento de la fragilidad por la patologia, estaria
controlada por los cambios en la arquitectura dsea. Esto
se observa en los resultados experimentales, donde
encontramos las variaciones entre tipos de huesos en las
propiedades a nivel aparente. Por lo tanto, podemos
concluir que la arquitectura 6sea tiene un papel realmente
importante en el comportamiento del hueso., Asimismo,
a nivel de tejido, se observan valores de deformacion de
fallo diferentes. La degradacién que sufre la estructura
Gsea a causa de estas enfermedades como la osteoporosis
y la artrosis hacen que el hueso pierda propiedades
resistentes, fendmeno evidenciado con los resultados
obtenidos en este trabajo.
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RESUMEN

El objetivo de este trabajo ha sido evaluar la capacidad del ensayo miniatura de punzonado o SPT para caracterizar
recubrimientos anti desgaste aplicados mediante la técnica laser cladding. Las probetas se fabricaron en condiciones de
produccion con un revestimiento duro a base de cobalto sobre un substrato de acero inoxidable 316L. Posteriormente, se
obtuvieron mediante electroerosion muestras miniatura, para realizar ensayos de traccion y de SPT con la finalidad de
determinar los coeficientes de ajuste para relacionar los parametros obtenidos mediante SPT (limite eléstico, oy y
resistencia a la traccién, oy) con los obtenidos en los ensayos de resistencia a la traccién. Las propiedades mecénicas en
el cladding se evaluaron tanto mediante ensayos de traccion como SPT, mientras que la interfase y material base fueron
evaluados Unicamente mediante SPT. Adicionalmente se realiz6 un completo estudio fractografico para caracterizar los
mecanismos de fractura. Los resultados obtenidos demuestran la capacidad del ensayo SPT para la caracterizacion de
recubrimientos obtenidos mediante la técnica de laser cladding.

PALABRAS CLAVE: Laser cladding, SPT, fractura.

ABSTRACT

The aim of this work has been to evaluate the capacity of the SPT test to characterize anti-wear coatings applied by laser
cladding. Samples were fabricated under production conditions with a cobalt-based hard facing over a 316L base metal.
Subsequently, by EDM, miniature tensile samples and SPT samples were obtained, in order to determine the adjustment
coefficients to relate the parameters obtained by SPT (elastic limit oy and ultimate tensile strength oy with those obtained
in tensile strength tests traction. Mechanical properties were evaluated by SPT in the cladding, interface and base material.
Additionally, a complete fractographic study was carried out to characterize the failure mechanisms. The results obtained
are intended to demonstrate the capacity of this test methodology for the characterization of layers obtained by laser
cladding.

KEYWORDS: Laser cladding, SPT, fracture.

1. INTRODUCTION comparison with other technologies, it can produce much
better surface quality coating with minimal dilution,
316L stainless steel is widely used in industry due to it is minimal distortion, good metallurgical bonding, and low
machinability, weldability and corrosion performance. It thermal affectation. The process consists of creating a
is commonly used in food, pharmaceutical and chemical molten pool onto the surface, while the raw material
industry. However, it is well known that it has certain (generally powder) is introduced coaxially throughout
limitations for applications where the environment is the nozzle as seen in figure 1. The objective is to melt this
very aggressive, due to the presence of chemical filler material, onto the base metal, creating a fine
elements, oxides or abrasive components, so tribological coating, which is metallurgically bonded to the substrate,
properties are needed. In these situations, 316L is still with minimal dilution and very low thermal impact. In
used, but assuming a quick deterioration of the the process, two materials (substrate and layer) are
equipment, and planning maintenance stops for repairs or combined with the aim of improving its performance and
substitutions, which constitute a very important expense. getting them to have better properties working together
Thus, when there is a very aggressive media and than separately. To achieve that, this technique involves
tribological needs, there is mandatory the application of several processes, such as chemical deposition, physical
coatings or surface modification processes to obtain fusion and metallurgical bonds that are created between
harder surface layers, improving corrosion and wear the two materials, forming a single one. [1]
resistance

Laser cladding is presented as one of the best coating
techniques to extend the life of components. In
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a)
Powder

Carrier gas +
Shielding gas

Shielding gas

]

Figure 1. a) Process scheme b) Real laser cladding
process.

Cladding material can be very different from the
substrate, so we can have different behaviours defined by
the nature of the used materials, one in the coating, other
in the base metal, and another one in the interface zone
where the behaviour may be a mixture of the base and
cladding materials, exhibiting specific properties.

Regarding powder as clad material, particular emphasis
is placed on cobalt-base alloys because may be generally
described as wear, corrosion and heat resistant. Many of
the properties of the alloys arise from the crystallographic
nature of cobalt (in particular its response to stress), the
solid-solution-strengthening  effects of chromium,
tungsten, and molybdenum, the formation of metal
carbides, and the corrosion resistance imparted by
chromium [2].

Laser cladding has been the object of study by many
researchers and has been used in different industrial
applications. Nevertheless, standard tests methods are
not able to accurately characterize the mechanical
behaviour of both cladding and interface, due to the small
thickness of these layers.

The aim of this work was to evaluate the applicability of
the SPT to analyse the evolution of mechanical properties
from cladding coating to base metal, when using Co-
based metals onto 316L stainless steel.

2. METHODOLOGY
2.1 Specimens manufacturing

Stainless steel (316L) 100x80x20mm plates have been
used as substrate and a cobalt alloy similar to Ultimet
(CoCrMoW) was used as a cladding material. The used
cladding material is an alloy specially designed for wear
and corrosion resistance. The average particle size of the
powder was 125 + 53 um. Chemical composition of both
materials is listed in table 1.

Before the application of laser cladding, the substrate was
cleaned with a manual fiber laser machine with a power
of 200W. Then, the powder was applied with a 3 kW
Rofin-Coherent fiber laser (HighLight FL300) mounted
onto a Fanuc 710 iC robot, as can be seen in figure 2.

The feeder used was a Metco 150 twin. The powder,
which is carried by stream of inert shielding gas, is blown
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co-axially through the laser beam with a Precitec YC52
head. In the head, feed gas mixes with coaxial gas to
support powder distribution and to increase powder flow
speed. Argon was used as inert gas.

Table 1. Chemical composition of 316L stainless Steel
and Co-based powder (% wt)

Base material Powder

T 316L 1223A
C 0.027 0.04
Cr 17.1 26.4
Co 53 53
Fe - 3.1
Mn 0.77 0.8
Mo 2.02 5.1
Ni 10 8.9
Si 0.57 0.59
W - 1.9

L

Figure 2. Laser head mounted.i‘n anuc 710IC robot.

After the test batch production, optimum cladding
parameters, shown in table 2, were obtained. Samples
were manufactured with a 30% of overlap.

Table 2. Optimal parameters of laser cladding process

Parameter Value

Laser power (W) 1600
Laser Spot (um) 266
Scanning speed (mm/s) 12
Focal distance (mm) 150
Powder Feed (g/min) 32
Coaxial gas (I/min) 17
Shielding gas (I/min) 20

2.2 Small Punch Test

After laser cladding, samples were machined to reduce
roughness. Dye penetrant test was carried out to verify
that they were free of surface defects. After that, samples
were cut by EDM in 3 different regions: cladding,
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interface and base metal (see Figure 3). The dimensions
of the SPT specimens were 10x10x0.5 mm?). The
number of specimens tested were 34 for the cladding, 10
for interface and 10 for base metal.

e i L Sl R oS
Figure 3. Samples extraction areas
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Figure 4. a) SPT device b) SPT Load —displacement
curves

Figure 4a shows a scheme of the small punch test device
used. This device was connected to a universal testing
machine INSTRON 3365M1459 with a 5 kN load
capacity. The specimen was placed on the lower matrix,
which has a 4 mm diameter hole with a 0.2mm fillet
radius. It was firmly clamped by means of a threaded
fixer and the load was applied by means of a 2.5 mm
diameter  hemispherical punch. A  COD-type
extensometer was used to accurately measure the punch
displacement. This test setup complied with UNE EN
10371 standard [3]. All SP test were carried out at a
constant displacement rate of 0.2 mm/min.

Figure 4b shows the typical SPT load-displacement
records obtained in tests performed on ductile and brittle
samples. Their respective characteristic regions are also
given, along with images corresponding to the typical
failure observed in both specimens (a circumferential
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crack in the case of the ductile specimen and star-shaped
cracks in the brittle specimen). The same figure also
shows the Py and Pr, loads, respectively used to calculate
the yield strength and the ultimate tensile strength. Load
(P)-punch displacement (d) records were obtained during
testing and analysed according to previous studies [4]

According to studies and work carried out by Garcia et
al. [4] and UNE EN 10371 standard [3], following
expressions were used to calculate the elastic limit of the
material (oy) (1) and the ultimate tensile strength (o) (2)
when testing metallic materials.

Py—f/w
t2

o,[MPa] = a. (1)

Py
oy[MPa] = ﬁ-ﬂ (2)

2.3 Tensile test

Miniature tensile tests were performed with the aim of
compare the mechanical properties of the cladding
obtained by means of the small punch test with those
obtained by a standard test.

In the same way as for SPT, specimens were cut by EDM
from cladding with the dimensions described in Figure 5
with a thickness of 0.73mm (formed only for cladded
material).

100

=g}

R=12
0.73

Figure 5. Tensile specimen dimension test
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Tensile tests were performed in compliance with 1SO
6892-1 standard [5] at room temperature using a MTS
Bionix machine with a load capacity of 15 kN. A cross-
head speed of 0.5 mm/min was used, being gradually
increased up to 2 mm/min after reaching the vyield
strength. In addition, measurement has been
complemented with the use of the image correlation
technique (DIC). For this purpose, the Aramis 5M
equipment from the GOM company equipped with 50
focal length lenses has been used. The calibration of the
equipment was carried out with a CQCCP20 panel of
30x24 mm? allowing a measurement area of 35x29 mm?2,
Cross-head speed of 0.5 mm/min was used for testing,
being gradually increased up to 2 mm/min after yield
strength.

2.4 Hardness

Hardness HV5 of the samples was measured by
employing a Centaur hardness tester and the procedure
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was done according to 1SO 6507-1[6]. 10 measurements
were made on cladding, interface and base material.

2.4 Fractographic study

Fractographic study of specimens broken in both SPT
and tensile test was carried out with the objective of
investigating the fracture mechanisms. A scanning
electron microscope JEOL-6610LV was employed.

3. RESULTS AND DISCUSION

3.1. Mechanical behaviour of the cladding: Correlation
between tensile and small punch tests

Figures 6 and 7 show the characteristic curves of the
cladding material tested by means of the tensile and the
small punch tests, respectively. Table 3 shows mean
values and standard deviations of both SPT and tensile
parameters obtained.
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Figure 6. Tensile tests curves of the cladding
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Figure 7. Small Punch tests curves of the cladding

Table 3. SPT and tensile parameters of cladding

Cladding
Py/t2(MPa) | Pn/(t-dm) (MPa) oys (MPa) out (MPa)
1278 + 250 2421 + 222 389+14 593+ 9

Applying equations (1) and (2), the correlation
parameters that relate the mean values of the tensile
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mechanical properties to the SPT parameters for the
cladding material were obtained:

5,:=0.30 Py/t2 3)

6,=0.245. Pr/dm.t 4)
Nevertheless, the values of the characteristic tensile
properties and the corresponding SPT parameters of the
cladding were represented in Figures 8 along with others
obtained in previous works carried out by our research
group (some of them published [4]). It is observed that
the obtained cladding parameters fit well, so they may be
considered in the fitting process. So including the
cladding in the correlation, the fitting lines between the
yield stress and Py/t? (Figure 8.a) and between the tensile
strength and Pn/(t.dm) (Figure 8.b) are also represented,
being the values obtained for different materials a.=0.38
and $=0.29.

It should be noted that the results obtained for the
cladding have a great dispersion. This could be due to the
fact that the failure of some samples were affected by the
present of microdefects or micropores generated during
the laser deposition process, and located in the path of
fracture (crack).
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Figure 8. SPT correlations, including previous
characterizations: a) oys- Py/t? b) ou-Pm/(dm.t)
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3.2. Estimation of the mechanical behaviour of the
different zones of the joint by means of the SPT

Fig. 9 shows one representative SPT curve of each
evaluated zone: cladding, interface and base metal.

Load (N)
2500 -

BASE METAL

2000

1500 -
INTERFACE

1000

500 - CLADDING

Displacement (mm)

a a5 1 15 2 25

Figure 9. Representative SPT curves of each zone

A comparison of results obtained from the parameters
Py/t? (MPa) y Pm/dm.t (MPa) in the three regions is presented
in Table 4, while Figures 10 shows this comparison
graphically.

Table 4. SPT parameters obtained in different regions

Based on Figure 10.a), taking mean values of Py/t? of the
base metal as reference of oys, it was noted that an
increase of a 24% was produced in the cladding, while a
slight decrease was found in the interface.

However, Figure 10.b) shows significant differences
between the tensile strength (represented by Pm/dm.t) of
the cladding and the other analysed regions. The cladding
strength is 13% and 18% higher than the interface and
base metal, respectively.

The trend of the mechanical resistance observed by SPT
was also corroborated by hardness measurements. Figure
11 illustrates the hardness distribution of the co-based
cladding, interface and base material. The results reveal
that the mean hardness of the Co-based coating was
419+15 HVS5, 284+15 HV5 for interface and 190 + 9
HV5 for base metal. The hardness is higher in cladding
due to the WC formed during the process.
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Cladding Interface | Base metal
Py/t?(MPa) 1278 + 250 937 + 207 1029 + 100
Pm/dm.t (MPa) | 2421 +222 | 2325+232 2044 + 48
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Figure 10. Mean + standard deviation of: a) P/t?, b)
Pm/dm.t
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Figure 11. Hardness obtained along cross section

3.3 Fractographic study

Fracture surfaces of SPT specimens of cladding,
interface and base metal are shown in Figures 12-14,
while Figure 15 shows fracture surfaces of a tensile
specimen.

45 23 SEI

Fig 13. SPT failure aspect of Interface a) 18x b) 2000x
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S zaky 187 Imm 4B/ 21 SEL A\ S

Figure 14. SPT failure aspect of Base metal a) 18x b)
2000x

Figure 15. Fracture surface of tensile specimen

Fracture of cladding specimens (Figure 12) was
characterized by a main ductile circular crack, located at
the maximum strain region of the specimen during
testing (under punch diameter), with the presence of
many radial cracks, which indicated a mixture with brittle
behaviour [4]. A ductile fracture mechanism of
nucleation, growth and coalescence of microvoids can be
observed in Fig. 12b. As it can be seen in Fig. 15, same
ductile behaviour was exhibited by tensile tests.

Regarding interface, a more brittle behaviour could be
observed in comparison with cladding. As it is shown in
Fig. 13, crack was quite centred on the specimen, being
not located at the maximum strain region below the
contour of the testing punch. Moreover, some cleavage
surfaces, mixed with ductile tearing ones, could be
observed (Figure 13b).

Finally, base metal exhibited the typical aspect of a
ductile fracture: circular crack developed under the
punch diameter, characterized by ductile micro
mechanisms (Fig.13).

4. CONCLUSIONS

In the present study, the applicability of the SPT test in
the mechanical characterization of a product obtained by
laser cladding has been demonstrated, proposing valid
correlations between the SPT parameters and the tensile
mechanical properties of Co-based coatings.

After the analysis of all results obtained, following
conclusions may be drawn:
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1) Following o and P constants have been obtained to
relate yield strength with Py/t> and ultimate tensile
strength with P/(t-dm):

Gys:03opy/t2 Gu:0245 Pm/dmt

2) SPT parameters P,/t> have been used to determine the
evolution of mechanical properties from base metal to
cladding. In comparison with base metal, an increase of
24% in yield strength and 18% in ultimate tensile stress
could be obtained in the cladding. Interface exhibited a
yield strength very similar to the base metal one, while
an increase of 13% in ultimate tensile strength was
obtained. These observations were in agreement with
hardness results.

3) Fractographic study revealed a mixed behaviour
(ductile and brittle) for cladding and interface,
characterized by some radial cracks (brittle)
accompanied by a mean circumferential crack (ductile).
Brittle behaviour may be due to the carbides present in
Co-based layer, which increase hardness.
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RESUMEN

La caracterizacion del comportamiento a fatiga de materiales elastocaloricos es fundamental para identificar su viabilidad
en dispositivos de calefaccion/refrigeracion. El caucho natural (NR) es un material elastocaldrico prometedor ya que
requiere una tension mecanica baja (3 MPa) para inducir una variacion de temperatura amplia (+/-10 °C). Sin embargo,
seria conveniente encontrar soluciones para disminuir la deformacion (300%) requerida para inducir el efecto
elastocalorico del NR, usando por ejemplo rellenos de refuerzo. Se investigd el comportamiento a fatiga de un compuesto
de NR con un porcentaje de caucho proveniente de neumatico fuera de uso triturado (GTR). Se determinaron sus
propiedades elastocaloricas a través de la medida del intercambio de calor en la superficie de la muestra utilizando una
camara infrarroja. EIl GTR mostré una capacidad de nucleacion de cristalizacion inducida por deformacion en la matriz
de NR, lo que explica la aceleracion de su efecto elastocaldrico con la deformacion aplicada. Este resultado se atribuy6 a
una localizacion de la deformacion en la matriz de NR debida al efecto de refuerzo de las particulas de GTR. Esta
investigacion puede ser de interés para el disefio de compuestos de caucho elastocalorico a base de residuos para
aplicaciones de calefaccion/refrigeracion con caracter ecologico.

PALABRAS CLAVE: caucho natural, fatiga, efecto elastocaldrico.

ABSTRACT

The characterization of the fatigue behaviour of elastocaloric materials is essential to identify their potential and viability
in heating/cooling devices that work under cyclic loading conditions. Natural rubber (NR) is a promising elastocaloric
material as it requires low external stress (3 MPa) to induce wide temperature span (+/-10 °C). Nonetheless, solutions are
needed to decrease the deformation (300%) required to induce the elastocaloric effect and at the same time to improve
the caloric efficiency of NR. A proposed solution is to make use of reinforcing fillers. The fatigue behaviour of NR
containing ground tyre rubber (GTR) as fillers and its elastocaloric properties were investigated via the measure of heat
exchange at the specimen surface using an infrared camera. The GTR was found to show a nucleating ability on strain
induced crystallization in the NR matrix, that partly explains the acceleration of its elastocaloric effect with the applied
deformation. This result was attributed to a strain localization in the NR matrix due to weekly deformability of the GTR
particles. This investigation would be of interest for the proper design of elastocaloric waste-based rubber composites for
eco-friendly heating/cooling applications that require to apply a wide number of mechanical cycles.

KEYWORDS: natural rubber, fatigue, elastocaloric effect.

1. INTRODUCCION [1]. Sin embargo, las propiedades elastocaldricas de estos
compuestos bajo carga ciclica no fueron investigadas,
La tecnologia mas utilizada en los dispositivos de aunque son extremadamente importantes para la
calefaccion/refrigeracion es la compresion de vapor de longevidad de cualquier dispositivo de
gases, sin embargo, debido a cuestiones ambientales y de calefaccion/refrigeracion.
salud, es imperativo encontrar métodos alternativos. Se
han estudiado los efectos caloricos de varios materiales Para que el NR tenga una vida a fatiga prolongada, se
para esta aplicacion y con resultados prometedores-se ha tiene que aplicar una pre-carga correspondiente a una
identificado el caucho natural (NR) como uno de ellos, deformacion minima y posteriormente aplicar una
debido a su capacidad de cristalizar bajo deformacion deformacion dinamica [2]. En un NR,-se pueden lograr
(SIC). En un trabajo de investigacion previo, se encontrd hasta 10°-10° ciclos con una amplitud de deformacion
un resultado optimizado para un compuesto basado en méxima de 500 % o hasta 10 ciclos con una amplitud de
NR con un 20 % en peso de caucho de neumatico molido deformacion de 200 % [3]. Ademas, se se ha encontrado
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que la pre-extension del material mejora el efecto
elastocalorico del material, debido a una mejora de la
cristalizacion bajo deformacion. También, se ha medido
el efecto de la temperatura sobre el comportamiento a
fatiga [4]. Se encontr6 un comportamiento a fatiga
optimo para muestras NR ensayadas a 23°C. A mas baja
temperatura, la cristalizacion térmica puede intervenir, y
combinarse con la cristalizacion inducida por
deformacion, lo que puede inducir deformacion plastica
que impida su utilizacién bajo deformacioén ciclica. A
temperaturas mas altas, disminuye la capacidad de
cristalizacion bajo deformacion del NR debido a un
potencial de nucleacion mas bajo, hasta desaparecer
totalmente a los 110°C. También, se ha demostrado que
el envejecimiento reduce la capacidad del NR para
cristalizar bajo tension [5].

Sin embargo, el estudio del comportamiento a fatiga de
los compuestos basados en NR siguen siendo un tema
con muchas preguntas que deben responderse
adecuadamente para el disefio de compuestos de caucho
elastocaloricos a base de residuos para aplicaciones de
calefaccion y refrigeracion, ya que estos dispositivos
requieren una gran cantidad de ciclos mecéanicos (10%).
Por el momento, no existen muchos estudios que se
centren en la realizacion de prototipos basados en caucho
natural. En cuanto a prototipos, se han encontrado buenos
rendimientos de refrigeracion con prototipos que utilizan
un tubo de goma [6] o membranas delgadas [7]. Sin
embargo, todavia existen algunos inconvenientes que
explican la falta de popularidad de este tipo de prototipos.
La gran deformacion necesaria para iniciar el
calentamiento/enfriamiento en el caucho impide que este
material se utilice adecuadamente en dispositivos
compactos [8].

No obstante, se pueden utilizar un pre-estiramiento de la
probeta de caucho y una seleccion adecuada del rango de
deformacion en el que se produce la cristalizacion y la
fusion bajo deformacion como solucion para reducir
drasticamente la amplitud de deformacion (del 500% al
200%) de los ciclos en prototipos de
calentamiento/enfriamiento- Algunos resultados de
pruebas de laboratorio muestran que aplicar o liberar
hasta 3 MPa de tensidbn mecanica puede producir
calentamiento y enfriamiento de muestras de NR con un
intervalo de temperatura maximo de casi 20 °C [1]. Esta
propiedad puede permitir el disefio de intercambiadores
de calor adecuados y de mayor rendimiento. De hecho,
en muchos prototipos, se ha demostrado que los
interruptores térmicos (elementos que controlan la
transferencia de calor entre el elemento caldrico activo y
las fuentes frias y calientes) juegan un papel crucial en el
proceso de intercambio de calor. Debido a esto, se
dedican esfuerzos significativos para encontrar
interruptores adecuados que puedan operar a frecuencias
lo suficientemente altas [9].

Por lo tanto, la separacion natural entre las regiones frias
y calientes en el caucho puede permitir el disefio de
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prototipos de enfriamiento que no requieran el uso de
interruptores térmicos y, asi, otorgar una simplificacion
prometedora de los dispositivos elastocaloricos (eC).

Las necesidades constantes de soluciones para
dispositivos compactos para aplicaciones domésticas,
especialmente en entornos urbanos, requieren la
investigacion de soluciones alternativas a los dispositivos
de refrigeracion motorizados que utilizan materiales eC.
Asi pues, el objetivo de este trabajo es de disefiar cauchos
a base de reciclado que muestren un efecto elastocaldrico
bajo una serie de ciclos. Se analizaran las propiedades
mecanicas y de calentamiento/enfriamiento de estos
materiales durante estos ciclos mediante una camera
infrarrojo.

2. MATERIALS Y EXPERIMENTACION
2.1. Materiales y procesamiento

El caucho natural (NR) de este estudio es un SMR
(Standard Malaysian Rubber), CV60 (Mooney Viscosity
ML 144, 100 °C: 55-60), suministrado por la empresa
Akrochem (EE.UU.), con 0,15% de hidroxilamina
afiadida a la etapa de latex para evitar que el caucho crudo
se endurezca durante el almacenamiento. Este NR se
mastico dentro de la camara de un mezclador interno
(Brabender Plastic-Corder WS50EHT, Brabender GmbH
& Co., Alemania) a una temperatura de 80 °C, durante 5
minutos y con una velocidad de rotacion del husillo de 40
rpm. Después de 5 minutos del proceso de masticado, se
agreg6 el GTR. Finalmente, después de 5 minutos mas,
se afiadi6 el agente vulcanizante perdxido de dicumilo
(DCP) (1,5% en peso del NR) y se mezclé durante 5
minutos. El masterbatch que contenia NR, GTR y DCP
se vulcanizé bajo prensado en caliente seglin el tiempo
optimo estimado a 170 °C.

2.2. Ensayos de ciclos de traccion uniaxial

De laminas moldeadas en caliente mediante troquelado
con una punzonadora se extrajeron probetas con
geometria halterio. Las dimensiones de las probetas
fueron las siguientes: 1 mm de espesor, 4.2 mm de ancho
y 40 mm de largo (15 mm de longitud util). Los ensayos
de traccion uniaxial segun la norma ISO 527 se realizaron
en una maquina universal de ensayos Z100-Retroline
(ZwickRoell GmbH & Co. KG, Ulm, Alemania) a
temperatura ambiente y una velocidad de desplazamiento
constante de las mordazas de 100 mm/min.

2.3. Termografia infrarroja in situ

En este caso, los ensayos de traccion uniaxial a
temperatura ambiente se realizaron en una maquina
universal de ensayos ZwickRoell (Z005) equipada con un
sensor de fuerza de 5 kN. La deformacion precisa de la
probeta se estim6 midiendo la deformacion local entre
dos lineas blancas trazadas en la parte central de la
probeta, separadas por una distancia inicial de 10 mm y



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

perpendiculares al eje de traccion de la probeta. El campo
de temperatura en la cara frontal de las muestras se
registrd utilizando un camara infrarrojo (IR) (InfraTech
ImageIR® 8800) equipada con un detector de mercurio-
cadmio-teluro (MCT) con una resolucion de temperatura
a 30 °C superior a 0,035 K. La distancia entre la camara
IR y la muestra se eligio lo suficientemente grande para
garantizar que las superficies de las muestras se puedan
observar desde el estado sin deformar hasta el estado
deformado, pero lo suficientemente baja como para
registrar imagenes con un tamafio de pixel
adecuadamente fino (200 pum). El tamafio de la zona de
observacion fue de 160 x 500 pixeles® (32 x 100 mm?).
Los datos de la imagen se sincronizaron con los datos
analogicos (tiempo, fuerza y desplazamiento entre
mordazas) de la maquina de ensayos de traccion. La
frecuencia de adquisicion de las imagenes IR se eligio
igual a 100 Hz para capturar cambios rapidos de
temperatura que puedan ocurrir dentro de las diferentes
fases de ensayo. Estas frecuencias son lo suficientemente
altas para garantizar un incremento de tension bajo entre
dos imagenes durante la carga y/o descarga (maximo del
8 % de deformacion) o un tiempo de adquisicion rapido
durante los pasos de relajacion (10 ms). También, se
utilizd el software profesional IRBIS 3.1 (InfraTech
ImageIR® 8800) para extraer valores de temperatura
puntuales a lo largo del eje longitudinal de 1a muestra. La
parte central la probeta donde se extrajeron los datos de
temperatura presentaron un campo de temperatura
homogéneo.

3. RESULTADOS

En el NR vulcanizado y el NR/GTR30 vulcanizado se
realizaron una serie de cien ciclos. Los materiales fueron
primeramente pre-estirados hasta un 200% de
deformacion, lo suficientemente bajo para evitar que no
ocurra SIC. Luego, se aplicd una serie de ciclos entre
200% y 400% para generar cristalizacion y fusion
durante la carga/descarga y por ende un efecto de
calentamiento/enfriamiento debido a la naturaleza
exotérmica/endotérmica de ambos mecanismos. El
esfuerzo maximo alcanzado durante cada ciclo fue
medido. Ademas, para cada ciclo se midi6 la disipacion
de energia mecanica calculada como el area bajo la curva
de carga-descarga. Tal disipaciéon mecanica se puede
atribuir directamente a la capacidad de los materiales
para cristalizar y fundir durante un ciclo. Cabe sefalar
que, en ausencia de mecanismo de SIC, un caucho
vulcanizado generalmente muestra un comportamiento
hiperelastico con una histéresis mecanica negligible.

De esta manera, se encontré que la tension mostrd una
caida drastica dentro de los primeros 10 ciclos y luego se
fue estabilizando progresivamente (figura la). Este
mecanismo de acomodacion a las tensiones es mas
pronunciado en las mezclas NR/GTR y aparece en el
caucho con cargas de refuerzo y se denomina efecto
Mullins [10]. A escala molecular, esta probablemente
relacionado con el deslizamiento de las cadenas de

caucho en la superficie de las cargas de refuerzo y/o la
ruptura de las cadenas entre los agregados de cargas de
refuerzo. Un mecanismo similar se ha demostrado en NR
vulcanizado [11]. En nuestros materiales, este efecto
puede ser inducido por un efecto viscoelastico (por
ejemplo, desenredado de cadenas en la matriz de caucho
por acumulacién de ciclos mecanicos). Ademas, la
disipacion de energia mecanica muestra igualmente una
caida drastica (figura 1b) que fue atribuida a la
disminucion de la capacidad del material de generar
ciclos de cristalizacion/fusion. Es importante destacar
que esta energia disipada fue mayor en el material que
contiene reciclado (NR/GTR), lo que sugiere una
capacidad mayor a cristalizar y fundir durante los ciclos
mecanicos.
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Figura 1. Esfuerzo mdximo (a) y energia mecanica (b)
disipada versus tiempo para NR vulcanizado, mezcla de
NR/GTR vulcanizado con contenido bajo (-) y alto (+)
de peroxido de dicumilo (DCP).

Para comprobar la capacidad de los materiales a
cristalizar y fundir durante los ciclos mecanicos, se
introduce el intervalo de temperatura, definido como la
diferencia entre la temperatura maxima y minima
alcanzadas durante un ciclo. Dicho intervalo de
temperatura se encontr6 ligeramente mas alto en el caso
de las mezclas NR/GTR en comparacion con el NR, lo
que sugiere que estos materiales pueden ser candidatos
potenciales para aplicaciones de
calefaccion/refrigeracion donde se debe aplicar una
acumulacion de ciclos.
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Figura 2. Esfuerzo madximo (a) y rango de temperatura
frente al tiempo para mezclas de NR vulcanizado,
NR/GTR vulcanizado que contienen 1,5 % en peso de
peroxido de dicumilo (DCP).
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4. CONCLUSIONES

En este trabajo, se diseflaron, mediante vulcanizacion,
cauchos a base de residuo de neumatico como materiales
elastocaloricos para potencial aplicacion en maquinas de
calefaccion/refrigeracion. Las muestras se han ensayadas
en traccion uniaxial durante una serie de ciclos
mecanicos. Se analizaron las propiedades mecanicas y de
calentamiento/enfriamiento de las muestras de caucho
durante estos ciclos mediante una camera infrarrojo. La
variacion de temperatura (intervalo de temperatura) se
encontr6 igual a 4 °C después de una serie de 100 ciclos
mecanicos en el caucho conteniendo particulas de
reciclado GTR, un valor ligeramente mas alto que en el
NR. Este resultado sugiere una capacidad alta de
cristalizar y fundir (de forma reversible) del material
NR/GTR durante una serie de ciclos mecanicos, que se
puede presentar como potencial candidato para su uso en
maquinas térmicas de calefaccion/refrigeracion.

En un trabajo futuro, se debera -caracterizar el
comportamiento en fatiga de los materiales NR y
NR/GTR en condiciones de solicitacion mecanica mas
drasticas (aplicacion de millones de ciclos) para

demostrar su utilidad real en prototipos de
calefaccion/refrigeracion.
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RESUMEN

Los reactores nucleares de agua a presion (PWR) utilizan tubos de circonio —vainas— para contener el combustible nuclear
y los productos de fision. Durante la operacion en el reactor, captan hidrogeno, que precipita en forma de hidruros de
circonio, generalmente en la direccién circunferencial de la vaina. Durante el secado previo al almacenamiento en seco,
los hidruros pueden reorientarse en direccion radial debido a las condiciones termomecanicas en la vaina. Si la tension
principal méaxima es la circunferencial, como sucede en algunos casos de accidente postulados, esta morfologia de los
hidruros podria dar lugar a una rotura fragil.

El objetivo de este trabajo es desarrollar un nuevo método para reorientar los hidruros (mediante presion interna), distinto
al empleado previamente por este grupo. Para ello se ha disefiado y construido un dispositivo que permite controlar
independientemente la presion y la temperatura de la vaina, y reproducir de forma mas fiel lo que sucede en la realidad.
Se empled carga catodica de hidrdégeno y un tratamiento térmico para precipitar hidruros de circonio en la direccién
circunferencial de los tubos. Posteriormente se realizaron tratamientos de reorientacion y finalmente se hicieron ensayos
de compresién diametral para evaluar la fragilizacion del material.

PALABRAS CLAVE: Circonio, Hidruros, Reorientacién, VVainas, RCT

ABSTRACT

Pressurized water nuclear reactors (PWR) use zirconium tubes -cladding- to contain the nuclear fuel and fission products.
During operation in reactor, they capture hydrogen, that precipitates in the form of zirconium hydrides, usually in the
circumferential direction of the cladding. During drying prior to dry storage, hydrides may be reoriented in the radial
direction due to the thermomechanical conditions in the cladding. If the maximum main stress is circumferential, like in
some postulated accident scenarios, this morphology may cause brittle fracture.

The objective of this work is to develop a new hydride reorientation method (using internal pressure), different than the
one used previously by this group. For this reason, a new device has been designed and build, that allows independent
control of temperature and internal pressure of the cladding, which better reproduces what happens in real conditions.
Hydrogen cathodic charge and a thermal treatment were used to precipitate zirconium hydrides in the circumferential
direction. Afterwards a hydride reorientation treatment was performed and finally, ring compression tests were carried to
evaluate the embrittlement of the material.

KEYWORDS: Zirconium, Hydrides, Reorientation, Cladding, RCT

1. INTRODUCCION hidruros de circonio. Estos lo hacen de forma preferente

en direccion circunferencial en las aleaciones trabajadas
En los reactores nucleares de agua a presion (PWR), el en frio con alivio de tensiones [2]. Hasta el secado previo
combustible nuclear se encuentra contenido dentro de al almacenamiento en seco, esta microestructura
unos tubos de circonio denominados vainas. Su propésito permanece constante. Sin embargo, la ausencia de
es contener el combustible y los productos de fision. refrigeracion que se da en este proceso permite que la
Durante la estancia en el reactor, el circonio reacciona temperatura de la vaina aumente. Esto a su vez provoca
con el agua del circuito primario, generando hidrégeno la disolucion de parte de los hidruros. Segun [3], la
[1] que entra a la vaina. Cuando la concentracion es lo temperatura méaxima recomendada durante esta
suficientemente alta, el hidrégeno precipita en forma de operacidn es de 400 °C. A esta temperatura, el limite de
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solubilidad del hidrogeno en circonio es de
aproximadamente 200 wppm [4]. Tras el secado, la vaina
se enfria lentamente, dando lugar a la precipitacion del
hidrogeno disuelto. La presion interna en la vaina
aumenta con la temperatura, lo que produce un aumento
de latension circunferencial. Si esta es lo suficientemente
alta, al disminuir la temperatura los hidruros precipitaran
en direccion radial. A este fenémeno, ampliamente
estudiado [5]-[7] se le conoce como reorientacion de
hidruros. El efecto de este fendmeno en el
comportamiento mecénico de las vainas también ha sido
estudiado ampliamente [5]-[8].

De acuerdo con la bibliografia [9], dichos hidruros
radiales pueden ser dafiinos cuando la fractura tiene lugar
en el plano axial-radial como consecuencia de una carga
de compresion diametral en la vaina en un accidente de
caida de contenedor.

Los autores han estudiado los mecanismos de fallo en
presencia de hidruros radiales [10] usando ensayos de
compresion diametral. Han demostrado que la aparicion
de grietas se da en aquellos lugares donde la combinacion
de tension circunferencial e hidruros radiales lo
suficientemente grandes es critica.  Ademés, han
identificado los micro-mecanismos de rotura: cuasi
clivaje en los hidruros y rotura ductil en la matriz de
circonio.

El principal objetivo de este trabajo es desarrollar un
nuevo método de reorientacién de hidruros mediante
presién interna, distinto al empleado previamente por
este grupo [10], méas parecido a las condiciones que
tienen lugar en la realidad. Para ello se ha disefiado y
construido un dispositivo que permite aplicar presion
interna en tubos de circonio mientras estos se encuentran
en un horno, controlando presion y temperatura de forma
independiente. Se ha introducido hidrégeno mediante
carga catodica en muestras de tubo de circonio.
Posteriormente, se han realizado tratamientos térmicos
para precipitar hidruros en direccion circunferencial y
tratamientos termomecéanicos para reorientarlos en la
direccion radial. Finalmente se han realizado ensayos de
compresion diametral para evaluar la fragilizacién del
material. Ademas, se ha modelizado el ensayo de
compresion diametral mediante el método de los
elementos finitos.

2. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL

2.1 Material

Se han empleado muestras de tubo de aleacion de
circonio (1%Sn y 1%Nb) cuyas dimensiones son 9,52

mm de diametro exterior y 0,57 mm de espesor de pared.

2.2 Carga de hidrégeno
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Se introdujo hidrégeno en muestras de vaina de 50 mm
de longitud mediante carga catddica. Para lograr que el
hidrogeno solamente entre en los 20 mm centrales de la
superficie exterior de la muestra, se recubri6 cada
muestra con barniz (tanto la superficie exterior como la
interior) salvo 20 mm centrales de la superficie exterior.
La muestra, actuando como catodo, y un electrodo de
platino actuando como &nodo, fueron sumergidos en una
disolucion de KOH 0,1M durante 3 horas con una
densidad corriente de 0,25 A/cm? (teniendo en cuenta
solo la superficie no barnizada).

Posteriormente, las muestras fueron sometidas a un
tratamiento de precipitaciéon (PT), consistente en
mantenerlas a 450 °C durante 7 horas seguido de un
enfriamiento a 1 °C/minuto hasta 200 °C, momento en el
cual se apagaba el horno.

Para el anélisis del contenido de hidrdgeno, se cortaron
anillos de aproximadamente 2 mm de espesor, tanto de
los 20 mm centrales como de la zona adyacente. Dichos
anillos se analizaron mediante fusién en gas inerte en un
analizador de oxigeno, nitrégeno e hidrégeno LECO
OHN 836.

2.3 Reorientacion de hidruros

La reorientacién de hidruros se llevo a cabo mediante un
tratamiento termo-mecanico. La tension circunferencial
se aplicd mediante presion interna. Se emplearon
muestras de 50 mm de longitud selladas en un extremo
mediante cierres mecanicos, mientras que por el otro
extremo se conectaron a un sistema de valvulas usando
tubos de acero inoxidable. Una vez selladas, las muestras
se introdujeron en un horno de resistencias. El
tratamiento de reorientacién de hidruros (RHT) consta de
varias etapas. Primero se calent6 hasta 400 °C durante 80
minutos. Después se introdujo gas argon a presion, hasta
un valor de 19 MPa, durante 10 minutos. Se mantuvieron
la temperaturay la presion (400 °C y 19 MPa) durante 30
minutos. A continuacion, se enfri6 a una velocidad de 5
°C/h hasta 200 °C y luego se apag6 el horno,
manteniendo la presion constante.

El valor de la presion interna fue elegido tal manera que
la tensidn circunferencial media calculada a lo largo del
espesor es de aproximadamente 140 MPa. También se
realizaron simulaciones de elementos finitos usando el
software Abaqus (V.2023) para confirmar dichos
calculos.

2.4 Ensayos de compresion diametral

Las muestras para los ensayos de compresion diametral
se cortaron mediante electroerosion de los 10 mm
centrales de las muestras de 50 mm. Las muestras fueron
ensayadas en una maquina universal de ensayos
SUZPECAR con una célula de carga de 5 KN. En el
ensayo dos placas cilindricas paralelas aplican una carga
diametral sobre la muestra. El ensayo consiste en
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desplazar hacia abajo una de las placas controlando el
desplazamiento a una velocidad 0,5 mm/min, a la vez que
se registra el desplazamiento y la carga aplicada a la
muestra. Se realizaron ensayos a temperatura ambiente
en muestras tras el tratamiento de precipitacion (PT) y
tras el tratamiento de reorientacion (RHT).
Adicionalmente se tomaron fotografias de las muestras a
lo largo del ensayo.

3. MODELO DE ELEMENTOS FINITOS

Se realiz6 un modelo de elementos finitos para simular
tanto en ensayo de compresion diametral como el
tratamiento de reorientacion usando el software Abaqus
(V2023). Se trata de un modelo 2D suponiendo
deformacion plana. Debido a las simetrias geométricas y
de carga, se ha simulado solamente un cuarto de muestra.
Se utilizaron elementos cuadraticos cuadrados de 8 nodos
y un tamafio de 10 pm.

Para el modelo de material, se us6 el propuesto en [11].
La parte elastica se considera lineal, mientras que para la
parte plastica se emplea una expresion Ramberg-Osgood
simplificada como la que se muestra la ecuacion (1).(1

1)

o= Syt

Donde o es la tension, € es la deformacidn pléstica, n es
el coeficiente de endurecimiento y So es un pardmetro del
material. Para ajustar el modelo, se ajustaron tanto el
modulo eléstico como los pardmetros So y n a los ensayos
de compresién diametral realizados con material tras el
tratamiento de precipitacion de hidruros (PT).

Las placas que aplican la carga en el ensayo de
compresion diametral se modelizaron como una
superficie analiticamente rigida, a la que se le impuso un
desplazamiento. El contacto entre la muestra y dicha
placa se modelizé como un contacto de tipo general con
un coeficiente de rozamiento de 0,125.

También se simuld el tratamiento de reorientacion de
hidruros, usando el modelo de material ajustado a partir
de los ensayos de compresion diametral.

4. RESULTADOS Y DISCUSION
4.1 Carga catddica y reorientacion de hidruros

El contenido de hidrégeno medido es de 76 + 12 wppm,
lo que estd muy por debajo del limite de solubilidad de
esta aleacion a la temperatura del tratamiento [4]. Es de
esperar entonces que la mayoria de los hidruros
circunferenciales se hayan disuelto durante el tratamiento
de reorientacion, quedando el hidrégeno disponible para
precipitar en forma de hidruros radiales. Segun los
calculos y los resultados del modelo de elementos finitos,
la presion interna aplicada produce una tension
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circunferencial que varia en funcion del radio, entre 130
MPa en el radio interior a 148 MPa en el radio exterior.
La tensién circunferencial media es de 140 MPa
aproximadamente.

La Figura 1 muestra micrografias de muestras tras el
tratamiento de precipitacion en la parte superior (Figura
1a) y tras el tratamiento de reorientacion de hidruros en
la parte inferior (Figura 1b). En estas figuras, la banda
clara corresponde a la matriz de circonio, y las lineas mas
oscuras de su interior corresponden a los hidruros de
circonio.

Figura 1. Micrografia de las muestras de tubo: a) tras el
tratamiento de precipitacion (PT) y b) tras el tratamiento
de reorientacion de hidruros (RHT)

Como se puede apreciar en la parte superior, tras el
tratamiento de precipitacién los hidruros se encuentran
en direccién circunferencial, y principalmente en el
centro de la seccidn transversal. Por el contrario, tras el
tratamiento de reorientacion de hidruros (abajo), se
puede observar que los hidruros se encuentran en
direccion radial. Se pueden apreciar hidruros radiales que
ocupan practicamente la totalidad del espesor del tubo.
Esta microestructura es distinta a la encontrada por los
autores anteriormente [10], ya que en el proceso de
reorientacion mediante presiéon interna la tensién
circunferencial es constante en todas las generatrices, y
la morfologia de los hidruros radiales es mas homogénea.

Esta morfologia no tiene por qué ser representativa del
almacenamiento en seco. El bajo contenido en hidrégeno
(inferior a 100 wppm) unido al elevado valor de la
tension circunferencial durante la reorientacion (140
MPa), dan lugar a una microestructura con pocos
hidruros situados mayoritariamente en direccion radial.
El objetivo es fragilizar el material para que se inicien
grietas en los hidruros radiales durante los ensayos de
compresion diametral.
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4.2 Ensayos de compresion diametral

Los resultados de los ensayos de compresion diametral se
pueden observar en la Figura 2. En dicha figura se
muestran las curvas fuerza-desplazamiento obtenidas a
partir del modelo de elementos finitos (en negro) y las
curvas experimentales tras el tratamiento de
precipitacion de hidruros (PT) y tras el tratamiento de
reorientacion (RHT).

Ensayos de Compresion Diametral
” PT vs RHT vs Modelo de EF
: ‘ ‘ 1 1 T

--e--RCT_PT_20 01
--#--RCT_PT_20 02

12 H --m--RCT_PT 20 03

RCT_RHT_20 01
——RCT_RHT_20 02
1 | ——RCT_RHT_20 03
—+— Modelo de EF

Fuerza (KN)

Desplazamiento (mm)

Figura 2. Curvas fuerza-desplazamiento de los ensayos
de compresion diametral de muestras tras el tratamiento
de precipitacion (PT) y tras el tratamiento de
reorientacion (RHT) y a partir del modelo de elementos
finitos.

Tal como se puede observar en la Figura 2, para las
muestras tras el tratamiento de precipitacién, la carga
aumenta de forma lineal con el desplazamiento al inicio
del ensayo. Después la carga sigue aumentando, pero mas
lentamente con el desplazamiento, hasta un punto en el
cual la muestra falla y se descarga. Los valores maximos
de carga son cercanos a 1 kN, con desplazamientos
superiores a los 5 mm a carga maxima. Este
comportamiento es similar al observado en [10] para el
material en estado de recepcion, es decir sin hidruros.
Esto se debe a que, en este ensayo, las mayores tensiones
de traccién se dan en direccion circunferencial, y los
hidruros circunferenciales se encuentran en el plano
circunferencial-axial. Al ir en la misma direccion, es de
esperar que dichos hidruros tengan poca influencia en el
ensayo.

Los resultados del modelo concuerdan muy bien con las
curvas experimentales hasta el momento del fallo. Los
pardmetros de la parte elastica y de la expresion
Ramberg-Osgood que se han usado en el modelo se
recogen en la Tabla 1.

40

Tabla 1. Parametros del modelo de material usados en el
modelo de elementos finitos

E 89 GPa
So 1,06 GPa
n 0,53

En la Figura 2 también se puede apreciar que el
comportamiento de las muestras con hidruros radiales es
distinto. La Figura 3 muestra una vista en detalle de la
Figura 2.

Ensayos de Compresion Diametral
PT vs RHT vs Modelo de EF
Vista en detalle
0,6 T ‘ &7 I I I I
| 1 1 N EEE RCT_PT 20 01
----- RCT_PT 20 02
----- RCT_PT 20 03
—e—RCT_RHT_20 01
—&—RCT_RHT_20_02
—+— RCT_RHT_20 03
Modelo de EF

Fuerza (KN)

0 0,2 0,4 0,6 08 1 12 14 16
Desplazamiento (mm)
Figura 3. Vista en detalle de las curvas fuerza-
desplazamiento de los ensayos de compresion diametral
de muestras tras el tratamiento de precipitacion (PT) y
tras el tratamiento de reorientacion (RHT) y a partir del
modelo de elementos finitos.

Como se puede apreciar mejor en Figura 3, en las
muestras con hidruros radiales se dan caidas de carga
bruscas en la parte lineal de la curva. Estas caidas estan
asociadas a la aparicion de grietas, y estan seguidas de
pequefias subidas y nuevas recaidas debidas a la
aparicion de nuevas grietas. Comparando estos
resultados con los obtenidos en [10], se observa que las
caidas de carga se producen a valores inferiores de carga
y desplazamiento. Esto puede ser debido al mayor grado
de reorientacion de hidruros conseguido en este caso.

Mediante el analisis de las imagenes tomadas durante los
ensayos, se ha determinado en qué posicion se ha
producido la primera grieta en cada una de las muestras
RHT ensayadas. Usando el modelo de elementos finitos,
se ha determinado la tension circunferencial en el punto
de aparicién de esa grieta. La Tabla 2 refleja diferentes
parametros en el momento de aparicién de la primera
grieta en cada una de las muestras: &p,q, €S el
desplazamiento en el momento de aparicion de la grieta,
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Frnax €S la fuerza en dicho momento, « es el angulo de
desviacion entre el punto de aparicion de la grieta y la
vertical, Y g mqx €S la tension circunferencial en el punto
de aparicion de la grieta, obtenida a partir del modelo de
elementos finitos.

Tabla 2. Valores de los pardmetros del ensayo RCT en el
momento de aparicion de la primera grieta en las
muestras RHT.

Smax K max 09,max

Muestra (mm) (kN) a (MPa)
RHT 20 01 | 0,312 | 0,333 | 1° 844
RHT 20 02 | 0,226 | 0,245 | 8° 541
RHT 20 03 | 0,240 | 0,227 | 4° 658

Tal como se puede observar en esta tabla, el fallo se
produce a desplazamientos entre 0,2 y 0,3 mm y cargas
entre 0,2 y 0,3 KN aproximadamente. También se puede
observar que la tension circunferencial en el punto del
fallo varia entre aproximadamente 540 y 840 MPa.

La Figura 4 muestra una imagen de una muestra con
hidruros radiales (RCT_RHT_20_03) durante el ensayo
de compresion diametral. En esta figura se pueden
apreciar (indicadas mediante flechas rojas) grietas en
direccion radial en las generatrices situadas en la cara
interna en las posiciones 6, y 12 en punto y en la cara
externa en las posiciones 3y 9 en punto, siendo la grieta
situada a las 12 en punto la primera en aparecer. Como
ya se explicé en [10], estas grietas se generan a partir de
hidruros radiales situados en las regiones de maxima
tension circunferencial (cara interna en las posiciones 6
y 12 en punto) durante el ensayo de compresion
diametral. Para las tres muestras ensayadas, se puede
observar que la primera grieta aparece en la region de las
6/12 en punto, concretamente entre 1° y 8° de dichas
posiciones. Dado que estas muestras presentan pocos
hidruros radiales, esto puede deberse a la ausencia de un
hidruro lo suficientemente largo situado exactamente a
las 6/12 en punto.

Figura 4. Imagen de una muestra con hidruros radiales
(RCT_RHT_20_03) durante el ensayo de compresion
diametral.
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4.3 Analisis metalografico

Tras los ensayos de compresion diametral, algunas de las
muestras ensayadas han sido preparadas mediante
técnicas metalograficas para observar las grietas por
microscopia Optica. La Figura 5 muestra una micrografia
correspondiente a la posicion 9 en punto de una muestra
reorientada sometida al ensayo de compresion diametral.
En esta figura se observa una grieta que ocupa todo el
espesor de del tubo. La grieta se ha propagado a través de
hidruros radiales hasta llegar a un hidruro
circunferencial, ha continuado creciendo a través de
dicho hidruro, hasta llegar a otro hidruro radial cercano.
También se observan algunas pequefias grietas

secundarias paralelas a la grieta principal, como indican
las flechas blancas.

200 pm Y
Figura 5. Micrografia de una muestra RHT sometida al
ensayo de compresion diametral (posicién 9 en punto)

5. Conclusiones

Se ha desarrollado un nuevo dispositivo de reorientacién
de hidruros mediante presion interna que permite
controlar de forma independiente la tension de
reorientacion y la temperatura de la muestra. El nuevo
dispositivo  permite  obtener una  reorientacién
homogénea en todas las generatrices de la seccion
transversal de la muestra, lo que representa una
importante mejora respecto al método empleado
anteriormente por nuestro grupo.

Se han cargado con hidrégeno muestras de tubo de
circonio mediante carga catodica. El contenido de
hidrégeno promedio de las muestras es de 76 + 12 wppm.
Tras un tratamiento de precipitacidon se obtienen hidruros
circunferenciales distribuidos homogéneamente en el
espesor del tubo. El tratamiento de reorientacion (a
presion constante, con tensiones circunferenciales de
entre 130 y 148 MPa, y una tension media de 140 MPa)
produce hidruros radiales muy largos y espaciados entre
si. El grado de reorientacion es mayor que el logrado por
los autores con otro procedimiento de reorientacion,
probablemente debido al menor contenido en hidrégeno
de las muestras en este caso.
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Se ha desarrollado un modelo de elementos finitos del
ensayo de compresion diametral y se han ajustado los
parametros del modelo de material (segln una ley del
tipo Ramberg-Osgood), obteniendo una buena
concordancia entre el modelo y los resultados
experimentales. También se ha modelizado por
elementos finitos el tratamiento de reorientacion de
hidruros.

Se han realizado ensayos de compresion diametral en
muestras con hidruros circunferenciales (PT) y radiales
(RHT) a 20 °C. Las muestras con hidruros radiales
presentan un comportamiento frégil, con caidas de carga
asociadas a la aparicion de grietas que se dan en la region
lineal de la curva fuerza-desplazamiento para valores del
desplazamiento entre 0,2 y 0,3 mm. También se ha
obtenido la tensidn circunferencial en el punto de
aparicion de la primera grieta usando el modelo de
elementos finitos, con valores que varian entre 540 y 840
MPa. Los valores de desplazamiento en el momento del
fallo son inferiores a los obtenidos por este mismo grupo
en [10]. Esto se debe al menor nimero de hidruros, asi
como a su mayor grado de reorientacién. Por el contrario,
en las muestras con hidruros circunferenciales no se
observan grietas ni caidas de carga y presentan un
comportamiento ddctil.

El andlisis metalografico de las muestras reorientadas
sometidas a ensayo de compresion diametral muestra las
grietas en la seccion transversal de las muestras
ensayada. En algunas generatrices se observan multiples
grietas, algunas de las cuales ocupan todo el espesor del
tubo.

De estos resultados se deduce que un menor contenido de
hidrégeno puede ser perjudicial para el comportamiento
de los tubos si las condiciones termomecénicas dan lugar
a una reorientacion significativa de los hidruros en
direccion radial. Se ha comprobado que la presencia de
hidruros radiales largos (asociados a una tensioén de
reorientacion circunferencial elevada) en muestras con
bajo contenido de hidrogeno fragilizan notablemente el
material en un ensayo de compresion diametral
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EVALUACION, MEDIANTE TECNICAS DE IMPACTO EN CONDICIONES DE GRANDES DESPLAZA-
MIENTOS, DE LAS PROPIEDADES VISCOELASTICAS DE AGLOMERADOS DE CAUCHO PROCEDEN-
TES DE NEUMATICOS RECICLADOS.
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RESUMEN

Los neumaticos fuera de uso (NFUSs) representan un grave problema medioambiental, siendo necesario contemplar su
revalorizacion obteniendo nuevos productos (Economia Circular). El objetivo final de la investigacion llevada a cabo por
este grupo es evaluar la posibilidad de desarrollar estructuras multimaterial para contencién vial utilizando materiales
reciclados procedentes de NFUs.

El objetivo de este trabajo es obtener leyes de comportamiento de aglomerados fabricados con pellets obtenidos a partir
de NFUs y resinas poliméricas, para realizar simulaciones numéricas que permitan analizar la viabilidad de las soluciones
propuestas.

Probetas cubicas representativas del aglomerado han sido sometidas a ensayos de impacto confinado a compresion. Las
velocidades de impacto han variado entre 2 m/s'y 10 m/s. A partir de los resultados de los ensayos se han obtenido curvas
tension-deformacion para cada velocidad de ensayo. Estas curvas, utilizadas como dato de entrada para el software MCa-
libration®, han permitido ajustar los parametros del modelo de Bergstrom-Boyce, adecuado para materiales con compor-
tamiento viscoelastico y grandes deformaciones. Utilizando el modelo de material obtenido se han reproducido numéri-
camente los ensayos utilizando el software de dinamica explicita LSDYNA®. Los resultados muestran que el modelo de
material de Bergstrom-Boyce es adecuado para las velocidades analizadas y deformaciones de hasta un 25%.

PALABRAS CLAVE: Neumaticos fuera de uso (NFU), Visco hiperelasticidad no lineal, Comportamiento a impacto
con grandes deformaciones, Caracterizacion experimental, Modelo Bergstrém-Boyce.

ABSTRACT

End-of-life tyres (ELTS) represent a serious environmental problem, and it is necessary to consider recycling them into
new products (Circular Economy). The final objective of the research carried out by this group is to evaluate the possi-
bility of developing multi-material structures for road security using recycled materials from NFUs.

The aim of this work is to obtain the behavior laws of agglomerates manufactured with pellets obtained from NFUs and
polymeric resins, in order to carry out numerical simulations to analyze the feasibility of the proposed solutions.
Representative cubic specimens of the agglomerate have been subjected to compressive confined impact tests. The impact
velocities varied between 2 m/s and 10 m/s. Stress-strain curves were obtained from the test results for each test speed.
These curves, used as input data for the MCalibration® software, have been used to adjust the parameters of the Berg-
strom-Boyce model, suitable for materials with viscoelastic behavior and large deformations. Using the material model
obtained, the tests have been numerically reproduced using the LSDyna® explicit dynamics software. The results show
that the Bergstrom-Boyce material model is suitable for the tested velocities and deformations up to 25%.

KEYWORDS: End-of-life tires (ELTSs), Nonlinear Visco-hyper-elasticity, Large deformation impact behavior, Experi-
mental characterization, Bergstrom-Boyce Model.

1. INTRODUCCION ello que numerosos investigadores han buscado aplica-

ciones en las que se utilizan los NFUs como aditivos de
Los neumaticos fuera de uso (NFUSs) representan en la materiales como asfaltos, hormigones, polimeros, entre
actualidad un importante problema medioambiental, por otros, bien para mejorar alguna de sus propiedades bien
un lado, debido a la gran cantidad que se genera y por para proporcionarles nuevas propiedades al material mo-
otro, a su caracter practicamente indestructible. Es por dificado [1,2,3].
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Otra importante linea de investigacidn se centra en la ob-
tencion de modelos de cauchos que permitan su caracte-
rizacion numérica. Los cauchos tienen un comporta-
miento complejo que combina hiperelasticidad y vis-
coelasticidad, con un grado de linealidad que depende de
la composicion del material, del proceso de fabricacion y
de la forma en que se apliquen las cargas. Asi Gudsoorkar
y Bindu [4] utilizaron los modelos hiperelasticos de Yeoh
y Arruda-Boyce. Natarajan et al [5] emplearon para mo-
delizar NFUs, Mooney-Rivlin, Odgen, Neo-Hookean,
Yeoh, Arruda-Boyce.

La mayor parte de los elastémeros tipo caucho pueden
ser considerados con suficiente aproximacién como hi-
pererelésticos y/o viscoelasticos para un amplio rango de
aplicaciones. Sin embargo, en este trabajo debido a las
elevadas velocidades de deformacion y grandes deforma-
ciones dichos modelos no son adecuados debido a que los
modelos hiperel&sticos no tienen en cuenta el efecto de la
velocidad de deformacion y los modelos viscoelésticos
no consideran de forma adecuada las grandes deforma-
ciones ni las cargas de impacto. En este trabajo es nece-
sario un modelo no lineal viscoelastico, con grandes de-
formaciones y dependencia del tiempo.

Existen muy pocos modelos que cumplan estos requisitos
[6]. Entre ellos se encuentra el modelo de Bergstrom-
Boyce (BB), utilizado en este trabajo.

Para obtener el modelo de BB, es necesario realizar en-
sayos a diferentes velocidades de deformacidn. Teniendo
en cuenta las limitaciones y caracteristicas del aglome-
rado objeto de estudio, ha sido necesario poner a punto
un ensayo de impacto a compresion sobre probetas con-
finadas.

Para validar la metodologia se ha realizado un modelo de
elementos finitos de los ensayos realizados.

2. MODELO DE BERGSTROM-BOYCE

El modelo de BB esté& basado en el modelo hiperelastico
de ocho cadenas publicado por Arruda y Boyce en 1993
[7] para describir el comportamiento de cauchos. Desde
su publicacién en 1998 [8], ha sido modificado para in-
cluir mas aspectos del comportamiento de polimeros ha-
ciéndolo méas generalista [6]. Se trata de un modelo que
se caracteriza por su compleja formulacion matematica
que involucra un importante nimero de parametros.

El modelo de BB es una generalizacion del comporta-
miento viscoelastico que incluye grandes deformaciones
y dependencia del tiempo (incluso de la temperatura).
Conceptualmente, el modelo de BB esta representado por
dos ramas en paralelo, como se observa en la figura 1. La
rama hiperelastica (a), es la responsable de respetar las
condiciones de equilibrio, mientras que la segunda (b) da
respuesta a los requerimientos en funcion del tiempo.
Esta ltima, a su vez, dispone de dos componentes en se-
rie: una hiperelastica y una viscoelastica no lineal [6].
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Rama a: Respuesta al equilibrio
A

'l Y
Modelo de ocho cadenas
(Hiperelastico)

Modelo de ocho cadenas || flujo

(Hiperelastico) viscoeldstico
. _

T A
Rama b: Respuesta dependiente del tiempo

Figura 1. Representacion conceptual del modelo de BB.

Debido a la organizacion en paralelo de las dos ramas (a)
y (b): (i) el gradiente de deformacion es el mismo para
las dos ramas, expresion (1) en la que F indica tensor de
gradiente de deformacién; y (ii) la tension total en el mo-
delo es la suma de las tensiones elésticas de las dos ra-

mas, expresion (2) donde o representa el tensor de ten-
sion de Cauchy.

)
@

La formulacion nativa de LS-DYNA® para el modelo de
BB esté basada [9] en la idea de que la parte volumétrica
es elastica y gobernada por el médulo de compresibilidad
(k) y la parte desviadora del tensor de Kirchhoff () es
la suma de una parte elastica (z,) y una parte viscoelas-
tica ( z,,), expresiones (3) y (4) respectivamente.

G3-22 tr(b)
-2 _ = 3
L 31—,13(2 3 1)’ ®

G,3— 22 tr(b,)
== -—= 4

donde:
2
e b =]73FFT siendoJ = det(F)

1

e b, = F,ET siendo J3F = F,F; donde los subindi-
ces e y i corresponden respectivamente a la parte
elastica e inelastica.

e (G y G, son respectivamente los médulos de cizalla-
dura elastica e ineldstica.

o A2 =1tr(b)/(3N)y A7 = tr(b,)/(3N,) siendo N
y N, respectivamente el nimero de segmentos elas-
ticos y viscoelasticos.

La evolucion temporal es introducida mediante el tensor
de velocidad de deformacion inelastica (D;), expresion

().

IITVII)’" Ty
D; =y,(4; —0,999)¢ | — ,
+=Yol4, = 0999 (m A
donde:

e 7, eslavelocidad de deformacion de referencia.

e 7 es latension de referencia de Kirchhoff
o A =tr(FF)/3

®)
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e ¢y m son respectivamente exponentes de la defor-
macion inelastica y de la tensién.

Como se ha indicado, la parte volumétrica del modelo es
eléastica y esta gobernada por el mddulo de compresibili-
dad k. Por tanto, la presion (p) viene definida por la ex-
presion (6).

p=0"-Dk (6)

En la tabla 1 se resumen las constantes del material nece-
sarias para definir el modelo de BB.

Tabla 1. Constantes de material para la formulacion na-
tiva de LS-DYNA®

Constante  Nombre/Significado

k [MPa] Maddulo eléstico de compresibilidad

G [MPa] Madulo eléstico de cizalladura

G, [MPa]  Mddulo viscoeléstico de cizalladura

N [-] NUmero de segmentos elasticos

N, [—] NUmero de segmentos viscoelasticos
c[-] Exponente de deformacion inelastica
m[—] Exponente de tensién inelastica
Yol1/s] Velocidad de deformacion de referencia
7 [MPa] Tension de referencia de Kirchhoff

3. MATERIALES Y PROBETAS

El material objeto de estudio es un aglomerado formado
por pellets cilindricos de 4,2 mm de didmetro y 5 mm de
longitud y 8 % en peso de adhesivo de poliuretano. Los
pellets se han obtenido mediante un proceso de re-vulca-
nizacion a partir de neumaticos fuera de uso (NFUs) por
la empresa danesa genan®.

Mediante moldeo se han fabricado probetas cubicas de
50 x 50 x 50 mm? (ver figura 2).

Figura 2. Probeta de ensayo.

Un anélisis mediante tomografia, utilizando el espectro-
metro YXLON Y-Cougar, ha permitido determinar el
porcentaje de vacios de las muestras, siendo este de un
56,5%.

4. TECNICAS EXPERIMENTALES

Debido a las limitaciones geométricas impuestas por la
naturaleza de los especimenes, tnicamente es posible la
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realizacion de ensayos de compresion estaticos y dinami-
cos, bajo carga de impacto a diferentes velocidades.

4.1. Ensayos estaticos de compresién

El objetivo de este ensayo es determinar el modulo de
compresibilidad volumétrica (k) a velocidades cuasi es-
taticas. Los ensayos han sido realizados en una maquina
universal de ensayos Servosis ME-405/10 equipada con
una célula de carga de 5 kN. Tal y como se puede ver en
la figura 3, la carga fue aplicada sobre toda la seccién de
la probeta mediante un martir de aluminio, con una velo-
cidad de desplazamiento impuesta de 2 mm/min. La
medicién de la expansién lateral se realizé mediante cap-
tadores de desplazamiento KEYENCE GT2-P12K de
12 mm de rango de medicidn y precision de 1um.

A partir de las curvas o — ey €, — &, se obtuvieron res-
pectivamente los modulos de elasticidad (E) y coefi-
ciente de Poisson (v). Mediante la expresion (7) se ob-
tuvieron los médulos de compresibilidad.

_E
T 3(1-2v)

k )

Figura 3. Ensayo estatico para la determinacién de k.
4.2. Ensayos de compresién a impacto

Se ha utilizado una maquina de caida de dardo INSTRON
CEAST 9350 (ver figura 4). La probeta es introducida en
el utillaje de confinamiento, fijado entre la base (3) y la
sujecion (4). El espécimen se apoya directamente sobre
la placa (1) y sensor de fuerza pizoeléctrico (2) PCB-
208C05, de 22 kN de capacidad de carga. La carga de
impacto se aplica a la probeta mediante un martir (6). El
impactor dispone de una punta esférica de 20 mm de dia-
metro.

Los ensayos fueron realizados con una masa total de
2,36 kg y velocidades iniciales de impacto de 2 a 10 m/s,
con incrementos de 1 m/s.

A partir de la fuerza registrada, se obtuvieron, por inte-
gracion numérica de la segunda ley de Newton con con-
diciones iniciales nulas, los desplazamientos y velocida-
des del impactor. Teniendo en cuenta las dimensiones de
las probetas, se obtuvieron las tensiones y deformaciones
ingenieriles.
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Utillaje de
confinamiento

CEAST 9350

Carro de
impacto

. Camara de
' impacto %

Figura 4. Sistema de caida de dardo, utillaje de ensayo.

5. CALIBRACION DEL MODELO DE BERGS-
TROM-BOYCE

Como se ha indicado, el modelo de BB requiere conocer
nueve parametros de material. Dado que Unicamente es
posible realizar ensayos de compresion, a partir de los
cuales se obtienen curvas o — ¢ para diferentes velocida-
des, resulta necesario realizar un proceso de optimizacion
de pardmetros de forma que el modelo de BB se ajuste
adecuadamente a los resultados experimentales. Para este
propdsito se ha empleado el programa MCalibration® de
la empresa PolymerFEM®.

En cualquier procedimiento de optimizacidn, es necesa-
rio establecer una funcién objetivo y un algoritmo de op-
timizacion. Con MCalibration® se han empleado tres fun-
ciones objetivo y tres algoritmos de optimizacion [10].

5.1. Funciones objetivo
e El coeficiente de determinacion (R?) definido por la

expresion (8).

R2=1— [Zfz?(ei - Pi)z] ®)

Yizt (e — pm)?

e Diferencia cuadratica media (MSD, por sus siglas en
inglés) definida por la expresion (9).

1=n
1
MSD =~ (e = p)? ©
i=1

En las expresiones (8) y (9) e son los valores experi-
mentales, p los valores estimados, p,, el valor medio
experimental y n el nimero de puntos.

e Diferencia media absoluta normalizada (NMAD) defi-
nida por la expresién (10).
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_ le=ph)
max((|e|);(|P|))

En la expresion (10) e y p son los vectores de valores
experimentales y estimados, (-} y |-| indican respecti-
vamente valores medios y absolutos.

NMAD = 100. (10)

5.2. Algoritmos de optimizacion

e Método de busqueda global, basado en el algoritmo Co-
variance Matrix Adaption Evolution Strategy, para la
basqueda del minimo en problemas no lineales de opti-
mizacion.

e Método de blsqueda automatica extensiva. Este mé-
todo cambia entre diferentes métodos de optimizacion
para la busqueda de pardmetros éptimos. Desde el
punto de vista del usuario se puede elegir entre dos cri-
terios de finalizacion: (i) dar una tolerancia para decidir
si el conjunto de parametros es aceptable y (ii) utilizar
todos los algoritmos y seleccionar el mejor.

e Método de blsqueda automética rapida, similar al an-
terior, pero priorizando los métodos por su rapidez.

Cada método utilizado da lugar a un conjunto de pardme-
tros diferente, para validar el mas adecuado se ha proce-
dido a realizar una contrastacion numérico-experimental,
cuyos resultados se recogen en el apartado 7.

6. RESULTADOS

6.1. Resultados experimentales
6.1.1 Ensayos estaticos de compresién

Se ensayaron un total de 4 probetas. La tabla 3 muestra
los resultados obtenidos.

Tabla 2. Ensayos estaticos de compresion. Resultados

Probeta E [MPa] v k [MPa]

1 0,3260 0,2014 0,1820

2 0,3210 0,2011 0,1790

3 0,3419 0,1808 0,1785

4 0,3885 0,2239 0,2345
0,34+0,03  0,20+0,02 0,19+0,03

6.1.2 Ensayos de impacto compresion

Se ensayaron cinco probetas a cada una de las velocida-
des impuestas. Tras el tratamiento de los resultados de
fuerza de impacto, se obtuvieron curvas o — ¢ para cada
velocidad. A modo representativo, en la figura 5 se pue-
den ver los resultados de las dos velocidades extremas de
2y10m/s.
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Figura 5. Curvas experimentales ¢ — e para2y 10 m/s.
6.2. Ajuste del modelo de Bergstrém-Boyce

Como se ha indicado en el apartado 5, es posible obtener
un total de 12 conjuntos de pardmetros de material. En un
trabajo previo [11] se analiz6 el comportamiento del pe-
llet aislado de NFU, llegando a la conclusion de que el
conjunto de parametros que mejor se ajustaba a los resul-
tados experimentales es el que se muestra en la tabla 3
donde se incluiye el médulo de compresibilidad estatico
obtenido.

Tabla 3. Parametros de BB utilizados en este trabajo.

k[MPa] 0,19 c[-] -1,03991
G [MPa]  0,065023 m[~] 1,00001
G, [MPa] 20,3241 v, [1/s] 0132048
N[-] 1,20812 £[MPa]  0,010813
N, [-] 29,5752

7. CORRELACION NUMERICO-EXPERIMEN-
TAL

Para la simulacién numérica se ha utilizado el software
explicito LS-DYNA®. El modelo de BB requiere que el
modelado se haga utilizando elementos 3D. Gracias a la
doble simetria del problema, se modelizd Gnicamente la
cuarta parte del modelo, utilizando para ello condiciones
de simetria tal y como se muestra en la figura 6.
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Planos de
confinamiento

+— Impactor

Martir

U=0 U,=0

R=0 > R.=0

R.=0 R.=0

— Probeta de NFU

z

Figura 6. Modelo de elementos finitos.

Sensor

La densidad del impactor se ha modificado para tener en
cuenta la masa movil. Se ha aplicado al impactor las ve-
locidades iniciales de ensayo y el efecto de la gravedad.
Los planos de confinamiento y el plano del sensor de
fuerza han sido definidos como de rigidez infinita Tras
un estudio de convergencia se determind el tamafio de
elemento de 2 mm, asi como el paso de tiempo 0,005 ms
como los mas adecuados.

Lafigura 7 muestra, a modo de ejemplo, las correlaciones
numérico-experimentales obtenidas correspondientes
para velocidades de impacto de 2y 10 m/s.

Tal y como se puede apreciar, los resultados numéricos
obtenidos muestran una buena correlacién con los expe-
rimentales.

8. CONCLUSIONES

Los NFUs representan hoy por hoy un grave problema
medioambiental. Una de las vias de reduccion de estos
residuos es su valorizacion en nuevos productos. Gracias
a su elevada capacidad de absorcién de energia una posi-
ble aplicacion es su reutilizacion dentro de un multima-
terial en la fabricacion de elementos de contencidn vial.

De esta manera se podria dar una nueva vida a estos resi-
duos y mejorar la seguridad vial. Para ello resulta impres-
cindible disponer de modelos de material que permitan
evaluar, mediante técnicas numericas, su validez para
este u otro tipo de aplicaciones.

En este trabajo se ha mostrado una metodologia de carac-
terizacion que permite, a partir de ensayos de impacto,
obtener un modelo de material viscoelastico para su uti-
lizacion en condiciones de impacto y grandes deforma-
ciones. Entre los modelos de material presentes en la li-
teratura, el de BB se muestra como el Gnico capaz de dar
respuesta a este problema.
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Figura 7. Correlaciones numéricas (linea continua) para
2y10m/s.

Los resultados obtenidos muestran una buena correlacion
numérico-experimental.

A partir de este trabajo se dispone de un modelo de ma-
terial que permitird, mediante técnicas de simulacion por
elementos finitos, evaluar la capacidad de poder desarro-
llar elementos de contencion vial.
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SIMULACION DE LA ROTURA DEL HORMIGON REFORZADO CON FIBRAS EN UN CODIGO LIBRE
DE ELEMENTOS FINITOS (OOFEM)
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RESUMEN

El uso del hormigoén reforzado con fibras (HRF) ha experimentado un gran desarrollo en los ultimos afios. Se ha
realizado un notable nimero de investigaciones experimentales que permiten entender mejor como afectan los
diferentes aspectos de su produccion a sus propiedades, tanto en estado fresco como endurecido. Junto con estos
trabajos experimentales, se han propuesto diferentes formas de reproducir numéricamente la rotura del HRF. De entre
ellos, cabe destacar el uso de la fisura cohesiva mediante el uso de una funciéon de ablandamiento trilineal, que ha
demostrado ser efectivo y relativamente sencillo. En este trabajo se presenta un modelo de material que permite
reproducir el comportamiento a rotura del HRF. A diferencia de modelos anteriores, desarrollados para el codigo
comercial ABAQUS, el presente modelo esta desarrollado en OOFEM, codigo libre de elementos finitos desarrollado
en la Universidad Técnica Checa en Praga (Republica Checa) y la Universidad de Chalmers (Suecia), poniendo de esta
manera a disposicion del piblico general una herramienta que permite reproducir la rotura de elementos estructurales de
hormigén reforzado con fibras. Desde el punto de vista matematico, el modelo reproduce el comportamiento mecanico
del material mediante un parametro de dafio que varia de 0 a 1, proporcionando resultados muy similares a los
obtenidos con el modelo de fisura embebida en el que se basa.

PALABRAS CLAVE: Hormigén reforzado con fibras, Método de los elementos finitos, OOFEM, Fisura cohesiva

ABSTRACT

The use of fibre-reinforced concrete (FRC) has experienced a big impulse in recent years. The increasing interest in
FRC has produced a remarkable number of experimental studies that identify how diverse aspects of their production
affect their properties, both in fresh state and hardened. Together with these experimental studies, several approaches
have been proposed for numerically reproducing fracture in FRC. Of these approaches, it is worth mentioning the use of
cohesive fracture by using a trilinear softening function, which has proven to be efficient and relatively simple. In this
study, a material model is proposed for reproducing the fracture behaviour of FRC. Differently from previous models,
developed for the commercial code ABAQUS, this model is developed in OOFEM, a free finite element code
developed at the Czech Technical University in Prague (Czech Republic) and Chalmers University of Technology
(Sweden), thus providing the general public with a tool that allows reproducing fracture in structural elements made
with fibre-reinforced concrete elements. From the mathematical point of view, this model reproduces the mechanical
behaviour of FRC by means of a damage parameter that ranges between 0 and 1, providing results that are very similar
to those obtained with the embedded crack model on which it is based.

KEYWORDS: Fibre-reinforced concrete, Finite element method, OOFEM, Cohesive crack

1. INTRODUCCION en aeropuertos o instalaciones industriales [4], por

ejemplo. El tipo de fibras que pueden emplearse en el
En los ultimos afios, el hormigén reforzado con fibras hormigén es muy variado y depende,
(HRF) ha suscitado un gran interés en el mundo de la fundamentalmente, del uso que desee darse al material,
construccion, prueba de ello es la aparicion de nuevas de modo que existen microfibras de polipropileno que
fibras en el mercado y las recomendaciones para su uso permiten reducir la fisuracion por retraccion del
que, desde hace unos afios, se incluyen en las normas hormigén [5, 6] y macrofibras de acero, poliméricas, y
estructurales [1-3]. El refuerzo con fibras no es una de otros materiales [7, 8], que permiten reforzar el
tecnologia nueva, pues se utiliza desde hace décadas en hormigén sustituyendo, al menos en parte, la armadura
el recubrimiento de tineles con hormigon gunitado, de acero corrugado tradicional (ver Fig. 1). La aparicion
evitando la colocacion de malla electrosoldada y en de nuevas fibras poliméricas permite extender el uso del
solados de hormigon sometido a grandes cargas, como HRF a ambitos en los que el uso de fibras metalicas
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puede estar desaconsejado, como es la prefabricacion de
traviesas de ferrocarril, en el que la capacidad
conductora del acero puede afectar a los sistemas de
seguridad y proteccion ferroviaria, o la fabricacion de
recubrimientos de fachada en edificios, donde la

corrosion de las fibras metalicas afectaria a la estética
del edificio de forma notable.

b)

Figura 1. Algunas fibras empleadas como refuerzo en el
hormigon: a) microfibras de polipropileno, b)
macrofibras de poliolefina , c) microfibras de acero y d)
macrofibras de acero.

Por otra parte, la reproduccion numérica del
comportamiento de estos nuevos materiales resulta de
gran importancia, pues, entre otros motivos, es necesaria
para la realizacion de proyectos de ingenieria que
incorporen estas tecnologias. En este sentido, se han
propuesto  varios modelos para reproducir el
comportamiento del HRF [9, 10]. Entre estos modelos,
cabe destacar el de fisura embebida propuesto por
Alberti et al. en el que, empleando un modelo ya
existente y ampliamente contrastado en el campo del
hormigén [10], se utiliza una funcién de ablandamiento
trilineal que adapta el comportamiento del material para
ajustarlo al observado con el refuerzo de fibras. Este
modelo ha demostrado ser muy versatil y efectivo a la
hora de simular el comportamiento del HRF, en
concreto del hormigén reforzado con fibras de
poliolefina (HRFP), bajo rotura en modo I [11] y en
estados de tension resultantes de la combinacion de los
modos [ y IT [12].

En este trabajo se presenta una adaptacion del modelo
de fisura cohesiva con curva de ablandamiento trilineal
mencionado. En este modelo el proceso de rotura esta
dirigido por un factor de dafio que varia de 0 (material
no dafiado) hasta 1 (completamente dafiado). Ademas,
este modelo se ha desarrollado en OOFEM [13], un
codigo de elementos finitos open source, poniendo a
disposicion del publico general una herramienta para
simular la rotura de un material tan relevante como el
HRF. En este trabajo se describe el modelo desarrollado
y se comparan los resultados obtenidos con €l respecto a
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los obtenidos con el modelo desarrollado por Galvez,
Alberti y Enfedaque, en el que se inspira.

A continuacion, en el apartado 2, se describen los
aspectos mas relevantes del modelo de fisura embebida
propuesto por Alberti et al., posteriormente, en el
apartado 3, se detalla la formulacion del modelo que se
propone. Finalmente, en el apartado 4, se comparan
ambos modelos, para ello se reproduce un ensayo de
flexion en tres puntos sobre probeta entallada,
empleando la misma malla, los mismos parametros del
material y parametros similares del algoritmo del
calculo, en concreto, empleando el método de Ia
longitud de arco (arc-length method). Finalmente, el
apartado 5 estd dedicado a describir las conclusiones
extraidas de este trabajo y proponer el trabajo futuro a
desarrollar.

2. MODELO DE FISURA COHESIVA CON
CURVA DE ABLANDAMIENTO TRILINEAL
EXISTENTE

Dado que el modelo propuesto, que se describe en el
apartado 3, se basa en el modelo de fisura embebida con
curva de ablandamiento trilineal propuesto por Alberti
et al., se considera adecuado describir en primer lugar y
de forma breve los aspectos mas relevantes del mismo.
Este modelo esta programado para ABAQUS mediante
una subrutina de usuario UMAT.

2.1. Aspectos esenciales del modelo de fisura embebida

Notese que aqui unicamente se hara referencia a los
aspectos mas relevantes de este modelo en relacion con
la comparacion que se harad posteriormente entre éste y
el modelo de fisura difusa propuesto en este trabajo. Por
este motivo, aqui no se encontrard una descripcion
completa del mismo, para ello, el lector puede consultar

[14] y [15].

Este modelo de fisura embebida se basa en el concepto
de zona cohesiva desarrollado por Hillerborg,
describiendo la rotura en el interior de un elemento
triangular mediante una formulacién de discontinuidad
fuerte.

El modelo es un modelo de fuerzas centrales, pues
asume, de forma simplificada, que el vector de tensiones
t es constante a lo largo de la fisura y paralelo, a su vez,
al vector de desplazamiento w (ver Fig. 2).

Este modelo permite la rotura Unicamente en tres
direcciones, paralelas a cada una de las caras del
elemento, y calcula la tension del elemento restando una
contribucion inelastica al comportamiento elastico a
través de la siguiente expresion:
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o=F: [e“— (b+®w)s] ‘n
(1)

donde FE es el tensor elastico tangente, €* el vector de
deformaciéon aparente, b™ el vector gradiente de la
funcion de forma que corresponde al nodo solitario (el
nodo de A" en la Figura 2), el superindice .S denota la
parte simétrica del tensor y el producto ® el producto
directo ((a ® b);; = a;b;)).

Posibles

fisuras v

B {
T

Figura 2. Modelo de fisura embebida con los caminos
de fisuracion permitidos (izda.) y los principales valores
y vectores empleados en su formulacion.

2.2. Curva de ablandamiento trilineal

El modelo de fisura embebida describe la degradacion
del material a medida que progresa la fisuracion
mediante una curva de ablandamiento, expresada en
términos de tension (o) y apertura de fisura (w). Esta
curva de ablandamiento adopta de forma tradicional
expresiones lineales, bilineales y exponenciales cuando
se desea reproducir el comportamiento a fractura del
hormigén, pero puede definirse mediante un diagrama
trilineal para reproducir el comportamiento del HRF, tal
y como el mostrado en la Fig. 3. Este diagrama consta
de cuatro puntos (¢, k,r y f), cuyas coordenadas estan
relacionadas con caracteristicas de la produccion del
hormigéon reforzado con fibras, tales como las
propiedades mecénicas del material de la fibra, la
longitud de las fibras o la proporcion de fibras afadida
al hormigén [10]. Definidos los seis parametros del
diagrama trilineal (f, f, fr, Wk, w, y wy), la tension
correspondiente a un valor de la apertura de fisura
puede obtenerse tal y como se muestra en la expresion

).
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La definicion de la curva de ablandamiento mediante
esta curva trilineal permite  reproducir el
comportamiento observado en las probetas de HRF
ensayadas a fractura, que presentan una caida de carga
inicial, debida a la fisuracion de la matriz de hormigon,
una posterior recuperacion de carga, debida al trabajo de
las fibras que cosen el plano de fisuracion, y una
posterior pérdida de carga final, debida al deterioro de la
interfaz fibra-matriz.

fi+ Lift)-w if 0 < w < wg
Wi
g fr_flc .
AuEy priSNELE - i < w,
o= S+ prR— (w—wg) if wy <w < w, @)
fr+ =S (w—wr) fw <w<wy
wf — Wy

0 if w > wy

gV

Figura 3. Curva de ablandamiento trilineal, empleada
para reproducir la rotura en HRF.

3. MODELO DE FISURA COHESIVA CON
CURVA DE ABLANDAMIENTO TRILINEAL
PROPUESTO

Esta formulacion corresponde a un modelo de fisura
difusa que asume una degradacion de rotura isotropa de
modo que la matriz de rigidez del material dafiado se
obtiene como:

D=(1-w)D, 3)
donde D, es la matriz de rigidez elastica y w es un
escalar que representa el dafio producido, que adopta
valores entre 0 (material no dafiado) y 1 (material
completamente dafiado).

La evolucion del daiio se define relacionando la variable
w con el mayor nivel de deformacion sufrido hasta el
momento. Para calcular el nivel de deformacion en cada
instante se emplea un valor de deformacién equivalente,
€eq que se calcula a partir del tensor de deformacion. El
valor de puede obtenerse empleando varios criterios, en
este caso se ha empleado el criterio de Rankine:
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“)

donde E representa el modulo eléstico de la matriz, o7
representa las tensiones principales (I = 1, 2, 3), siendo
(1) tnicamente sus valores positivos.

La evolucion del dafio en este modelo, que es el
responsable del comportamiento del material a través de
la expresion (3), debe relacionarse con la deformacion
equivalente, calculada en este caso mediante el criterio
de Rankine (expresion (4)). Para ello, se emplea la
teoria de la banda de fisura (crack band) propuesto por
Bazant y Oh [16], que analiza la fisura dentro de un
elemento finito como una grieta de ancho w. En este
contexto, la apertura de fisura w se puede expresar como
la deformacién inelastica (fisuracion) e. multiplicada
por el ancho efectivo h de la banda de fisura, que se
estima proyectando el elemento finito en la direccion de
la tensién principal maxima en el instante en que se
inicia el dafio. La deformacion inelastica . es la
diferencia entre la deformacion total y la deformacion

elastica o/ E de este modo:
o

— 5
3 5)

Ec = Eeq —

Obteniendo la tensiéon o a partir del parametro de dafio
con la expresion (3):

(1

Por lo tanto, la expresion (5) queda de la siguiente
manera:

= (1 —w) Eee (6)

(1 —w)Fegq

- ™

€c = Eeq — = £. = WEeq

De este modo, la apertura de fisura puede expresarse de
la siguiente manera:
w = he, = hweeq

®)
oA

=

Tensién de cohesién, o

q
| -

=

5

Tensién de cohesién, o

Con el fin de poder comparar los resultados de este
modelo con los del modelo existente descrito en el
apartado 2, a continuacion se obtiene la expresion del
parametro de dafio w a partir del valor de deformacion
equivalente y de los parametros que definen la curva de
ablandamiento trilineal (fy, fx, fr, Wi, wr y wy) para
cada tramo de la misma. La Fig. 4 muestra el esquema
del diagrama trilineal expresado en términos de la
apertura de fisura w y su equivalente en términos de la
deformacion equivalente €., En las siguientes
expresiones se emplea el simbolo ¢, para identificar la
deformacion a la que se produce el inicio del dafio, de
modo que f; = Feq . Sustituyendo las expresiones (6) y
(8) en las funciones de cada tramo, definidas en la
expresion (2), se obtiene la expresion del parametro de
dafio en cada tramo:

Tramo t-k :eg < €eq < €

W= E 7i EEO (9)
E+h<fk ft) 5qu+h(fk ft)
W
Tramo k-r:ep, <eeq < &f
.fr fk
E 1k (wrfwk) Ji
YT fr fk fr fk (10)

+€—'
E—O—h( ) 4

Tramo r-f: e, < €cq <€y

E—O—h(

)

Wy — W Wy — Wk

i)_f
UJff’UJT
— ) (11)

Wf — Wy

E
_f'r

Wf — Wy

wr

1
+
E+h(

) Eeq

w =

Bn

\

wy,

Wy wy

Apertura de fisura, w

\J

™

Er

Deformacién equivalente, ecq

Figura 4. Diagrama trilineal expresado en términos de la apertura de fisura w (izda.) y expresado en términos de la
deformacion equivalente €4 (dcha.).
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4. VALIDACION DEL MODELO PROPUESTO

Con el fin de validar el modelo propuesto, a
continuacion se realiza la simulacion de un ensayo de
flexién en tres puntos con entalla empleando tanto el
modelo existente, descrito en el apartado 2 y calculado
con ABAQUS, como el propuesto en este trabajo,
descrito en el apartado 3 y calculado con OOFEM. En
ambos casos el modelo emplea la misma malla de
elementos finitos y los mismos parametros para definir
el material. A continuacion se detallan estos aspectos y
se muestran los resultados obtenidos.

4.1 Modelo de elementos finitos

El modelo reproduce un ensayo de flexion en tres
puntos con entalla, en concreto el correspondiente a la
probeta de tamafio medio de la referencia [11]. La Fig. 5
muestra el modelo con sus dimensiones acotadas, que
estd apoyado en dos puntos en el paramento inferior y
en el que se impone un desplazamiento del punto de
aplicacion de carga, situado en el paramento superior. El
modelo reproduce el comportamiento de una probeta de
espesor igual a 50 mm.

150 mm

I?5 mm

450 mm

675 mm

Figura 5. Modelo de elementos finitos empleado en
ambas simulaciones.

a)
2500
---- modelo ABAQUS
modelo OOFEM
20001
— 15001
z
<
80
3
@)

12345

LVDT (mm)

6 7 8 910111213 14 15 16 17 18 19 20

La malla esta refinada en la zona que conecta la entalla
y la aplicacion de la carga, que es donde se desarrolla el
proceso de fisuracion.

El comportamiento a rotura del material en ambos casos
estd definido por un modulo elastico (E) y seis
parametros que definen el diagrama trilineal mostrado
en la Fig. 3: fi, fi, fr, Wi, wr y wy. En la Tabla 1 se
muestran los valores adoptados en estas simulaciones.

Tabla 1. Parametros del material empleados en ambos
modelos.

E It Tk Ir wg | Wy | wy
(MPa) | (MPa) | (MPa) | (MPa)

22569 3.2 0.568 1.18 | 0.07 | 1.65 | 6.0
4.2 Resultados

La Fig. 6 muestra las curvas carga-LVDT obtenidas con
ambas formulaciones, siendo el desplazamiento del
LVDT el correspondiente al punto de aplicacion de la
carga (punto central del paramento superior de la
probeta). En la Fig. 6a se muestran las curvas hasta un
desplazamiento del punto de aplicacion de la carga de
20 mm y en la Fig. 6b un detalle de las mismas en el
primer milimetro de desplazamiento de la carga. Se
observa que el comportamiento del modelo es muy
similar en ambos modelos, reproduciendo el
comportamiento general de forma muy parecida, con
valores coincidentes en los dos maximos de carga, tanto
el inicial como el que se produce tras la recuperacion de
carga. El minimo local en torno al wvalor de
desplazamiento igual a 0.5 mm difiere algo entre ambos
modelos, pero presenta también valores muy parecidos.

b)
2500
---- modelo ABAQUS
—— modelo OOFEM
2000 A
—~ 15001
=
gc
S 1000
500
0

1
LVDT (mm)

Figura 6. a) Curvas carga-LVDT obtenidas con ambos modelos y b) detalle de las curvas carga-LVDT en el maximo

inicial de carga.
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5. CONCLUSIONES Y TRABAJO FUTURO

En este trabajo se ha propuesto una formulacion de un
modelo de rotura basado en el modelo de banda de
fisura en el que la curva de ablandamiento se define
mediante un diagrama trilineal que permite reproducir el
comportamiento de rotura del HRF.

En la simulacion realizada, en la que se reproduce la
rotura de una probeta de HRF sometida a un ensayo de
flexion en tres puntos con entalla, el modelo que se
propone en este trabajo muestra un comportamiento
muy similar al del modelo desarrollado por Galvez,
Alberti y Enfedaque, que ha demostrado su eficacia para
diversas proporciones de fibras, diferentes tipos de
puesta en obra y diferentes solicitaciones de tensiones,
incluyendo la carga en modo mixto (I+II).

Cabe destacar que el modelo se ha desarrollado para que
puedan definirse los parametros del material con los
mismos valores que se definen en el modelo de Gélvez,
Alberti y Enfedaque, de modo que pueda aprovecharse
el conocimiento previo obtenido con éste.

El modelo propuesto se ha desarrollado en el codigo de
elementos finitos OOFEM, software open source que
pone a disposicion del publico general una herramienta
para reproducir la rotura del HRF.

Dado que la validacion del modelo sélo se ha realizado
con un caso, queda como trabajo futuro ampliar la
validaciéon del mismo empleando mas ejemplos
disponibles en la literatura.
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RESUMEN

El estudio de la rotura de probetas entalladas en U con distintos radios de fondo de entalla puede ser util para validar la
aplicabilidad de criterios de rotura en un determinado material o para determinar la tenacidad de fractura. El
procedimiento consiste en establecer un criterio o modelo de rotura que describa los resultados experimentales, ajustar el
modelo, y aplicarlo al caso ideal de entalla con radio cero. Las técnicas estadisticas bayesianas complementan la
metodologia anterior determinando la distribucion estadistica de la tenacidad. El presente estudio ha sido realizado con
probetas de poliamida 12 fabricadas por sinterizado laser selectivo ensayadas en dos orientaciones diferentes, donde se
conocen los valores del factor de intensidad de tensiones de entalla en rotura, obtenidos en trabajos anteriores. Aplicando
la teoria de las distancias criticas, el modelo cohesivo y una teoria fenomenolodgica de rotura se ha determinado la
tenacidad de fractura y su error. Partiendo de una distribucidn a priori y aplicando el teorema de Bayes se ha calculado
numéricamente la distribucion a posteriori de la tenacidad aplicando un algoritmo Markov Chain Monte Carlo (MCMC).
El resultado es una estimacién de la incertidumbre en el valor de la tenacidad y una medida del grado de validez de los
criterios de rotura propuestos.

PALABRAS CLAVE: Entallas en U, criterios de rotura, teorema de Bayes.

ABSTRACT

The failure analysis of U-notched specimens with different notch radii has proven to be useful to validate the applicability
of failure criteria in a given material or to determine the material fracture toughness. The process involves selecting a
failure criterion or fracture model that best describes the experimental results, adjusting the criterion parameters, and then
using it to evaluate the case of a notch with a zero radius. Complementing this methodology, Bayesian statistical
techniques are used to determine the statistical distribution of fracture toughness. The present study has been carried out
with polyamide 12 specimens manufactured by selective laser sintering tested in two different orientations. Starting from
a priori statistical distribution and applying Bayes' theorem, the a posteriori distribution of the fracture toughness has been
numerically calculated using a Markov Chain Monte Carlo (MCMC) algorithm. This provides an estimate of the
uncertainty in the fracture toughness value and a measure of the validity of the proposed failure criteria.

KEYWORDS: U-notches, failure criteria, Bayesian analysis.

1. INTRODUCTION pre-cracked specimens. However, when cracking is
costly or pre-cracking fatigue is not feasible, U-notch
The analysis of notches is a widely used technique for specimens are a suitable alternative. Crespo et al. studied
evaluating the structural integrity of components that the fracture toughness of polyamide 12, a thermoplastic
experience high stress or fatigue, as well as for polymer with high strength and durability, using U-notch
optimizing designs to minimize the risk of failure. The specimens [1]-[3] The URJC group proposed the theory
failure analysis of U-notched specimens with different of critical distance to describe the fracture process and
notch radii has proven to be useful in validating the determined by fitting the criterion parameter and the
applicability of failure criteria, identifying failure modes, fracture toughness. The value obtained following this
and determining material properties such as resilience procedure depends strongly on the failure criteria
from the Charpy test or fracture toughness. adopted, introducing and additional uncertainty in the
process.

The standardized procedure for determining fracture
toughness, Kic, typically involves the use of cracked or
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Gomez et al [4] analyzed the applicability of failure
criteria to the study of U notches in linear elastic
materials. They proposed a non-dimensional formulation
to summarize the experimental results of U-notched
specimens of 18 ceramic materials and one linear elastic
polymer into a single band. Seven failure criteria were
compared and evaluated, including the Cohesive Zone
Model with linear and rectangular softening curves, the
Theory of Critical Distances considering mean stress and
maximum stress, the Strain Energy Density Criterion,
and the Finite Fracture Mechanics. All criteria were able
to explain the experimental data with relatively similar
accuracy and were reformulated into similar
mathematical expressions. The authors also proposed a
new phenomenological failure criterion that fit the
experimental results.

The uncertainty in previous studies were analyzed and
quantified. In order to complement these studies, the
present document proposes a Bayesian methodology.
Bayesian analysis is a statistical method that quantifies
uncertainty and improves the accuracy of predictions.
The method is based on Bayes' Theorem, which updates
an initial probability distribution, the prior, based on
experimental data to obtain a revised probability
distribution, the posterior.

The next sections will evaluate the uncertainty in the
fracture toughness determined from U-notch specimens
due to experimental error. The epistemic uncertainty,
arising from the unknown failure criterion, will also be
analysed. Finally, a Bayesian method for selecting the
best failure criterion based on available data will be
proposed.

2. EXPERIMENTAL DATA

The material under study is PA12. Further details about
the material and manufacturing process can be found in
references [1], [3]. Tensile specimens were prepared
using Selective Laser Sintering (SLS), which
transformed their cylindrical geometry into a prismatic
shape with a rectangular cross-section. The dimensions
of the prismatic region were 40mm x 7.5mm x 3mm. The
specimens were fixed to the experimental device by
threads. Four different U-notches were introduced at the
center of the specimen by SLS with tip radii: 0.2, 0.5, 0.8
as 1.0 mm.

G A1
™|

20

30 10

Figure 1. Sample geometry
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Two different printing orientation where studied. A first
batch was made with the deposition direction parallel to
the tensile force, and a second batch with the printing
orientation perpendicular to the axis of the force applied
in tests. These two different orientation samples were
named O and 90, respectively. Approximately 15
specimens of each radius and orientation were tested.
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g : 'L
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N 27 llll oE N = | EmN
8 L u ! L .]!
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Figure 2. Critical notch stress intensity factors in
polyamidel2.

The maximum load values were measured, and used to
calculate the critical notch stress intensity factors with the
next expression:

_ VTR
Kyc = orip S

1)
R is the notch tip radius and o7, is the stress at the tip of
the notch under maximum load. The notch stress
concentration factors, needed to determine o, from the
experimental loads, were obtained by linear elastic plane
stress finite element simulations [3].

The fracture toughness of the polyamidel2 can be
determined from notched tensile tests postulating a
failure criterion, applying to notches with the use of
approximated expressions as Creager and Paris [5], and
fitting the final expressions. Crespo at al selected one
critical distance failure criteria [2] as the better failure
criteria  that explain the experimental results of
polyamidel2. Following the criterion, the component
fails when the maximum stress at a distance L from the
tip of the notch reaches a critical value. The formulation
of the criterion is:

N|w

1478
Kyc = K¢ (1+%

O]

L is a critical distance. Similar criteria can be formulated
with other failure theories as the mean stress critical
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distance or the cohesive zone model or the
phenomenological criterion proposed by Gomez et al [4].

Mean stress:
1

Kyc = Kic (1+2)° ®)

Cohesive zone model (linear softening):
TR
Kye = Kic (1+2+

1
—0.79835 R/L—2.1658 (R/L)?+19.501 (R/L)3-48.167 (R/L)*\2
) @
1+117.31 (R/L)*

Phenomenological criteria Gomez et al:
1

140.47392(R/L)+2.1382(R/L)?+m/4(R/L)3\2
Kye = K’C( 1+(R/L)? ) ®)
The general form is:
Kyc = Kic f(R,L) (6)

3. BAYESIAN ANALYSIS

To quantify the uncertainty of the fracture toughness, its
statistical distribution has been obtained applying a
Bayesian analysis [6][7]. The final result is the
conditional probability of the fracture toughness given
the experimental data. The Bayes theorem gives this
posterior probability of the parameters (P(K;¢, L|data))
as a function of the prior probability (P(K,., L)), the
likelihood (P(data|K;¢, L)) and the marginal likelihood
(P(data)):

p(data|K;c, L)P(k;c,L)

P(ch, leata) = P(data)

()

As the parameters Kc and L have no influence at the
denominator and the final output is normalized, only two
terms have been considered in calculations:
P(K;c, Lldata) « P(data|K;c, L)P(K;c, L) (8)
The experimental data are the critical notch stress
intensity factors depending on the notch radius.
P(Kic, L|Ky(R)) o P(KyIR, Kic, L)P (K, L) 9)
The statistical model has been formulated from the last
expression following the next assumptions:

The statistical distribution of the critical notch stress
intensity factors is modelled as normally distributed with
equal variance. The mean value depends on the notch tip
radius following the failure criteria proposed.

P(KNIR' KIC' L) ~ N(ﬂ, 0')
1=Ky fR,L)

(10)
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The prior distributions that appear at the last expression
are non-informative ones. The influence on the final
posterior distribution will be evaluated at the next
section.

Kic ~ Unif ()
L ~ Unif ()
o ~ Inverse Gamma(-)

11)

PyMC3 python library has been used to build and fit the
model. The posterior distributions have been calculated
numerically following a NUTS (No U-Turn Sampler)
algorithm sampling [7] with 2000 iterations and 3 chains.

4. RESULTS

4.1. TCD: maximum stress.

Following the initial work[1], the theory of local distance
with a maximum stress criterion has been selected. The
posterior distribution has been calculated with expression
(9) wusing the following prior non-informative

distributions:

Table 1. Initial prior distribution

Orientation 90

Kic ~ Unif (0.1 — 3) (MPam®5)
LL ~ Unif (1 — 10000) (um)
o ~ Inverse Gamma(1,1)

Orientation 0

K;c ~ Unif (1 — 5) (MPam®*?)
L ~ Unif (1 — 10000) (m)
o ~ Inverse Gamma(1,1)

The limits of the prior uniform distributions of the
fracture toughness have been taken from the
experimental critical values that appear in Figure 2.

3.25 3.30

K (MPa m0'5)

Figure 3. Posterior distribution of the fracture
toughness of polyamidel2 with orientation 0 calculated
with the maximum stress criteria and initial prior
distributions.

3.20

The posterior distributions are shown in Figure 3, 4, 5,
and 6. The pink area corresponds to a 99% probability
interval. The plots display a mean fracture toughness
centred and relatively small uncertainty. This
methodology could be useful in experimentally
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determining fracture toughness, provided that the failure
criterion is known.

o
1.4 1.5 1.6 1.7 1.8
L (mm)
Figure 4. Posterior distribution of the critical length of
polyamidel2 with orientation O calculated with the
maximum stress criteria and initial prior distributions.

o]
1.8 1.9 2.0 2.1 22 23
K:C (IVIPa mo's)

Figure 5. Posterior distribution of the fracture
toughness of polyamidel2 with orientation 90
calculated with the maximum stress criteria and initial
prior distributions.

1 2 3 4
L (mm)
Figure 6. Posterior distribution of the critical length of
polyamidel2 with orientation O calculated with the
maximum stress criteria and initial prior distributions.

The posterior distribution of K,c and L can be utilized to
compare the optimum failure criteria with experimental
data. By calculating the mean of the posterior
distribution, the best combinations of parameters are
obtained. In Figure 7 and 8, the blue line represents the
critical curve obtained with the mean parameters, and the
pink bands indicate the curves associated with the Kic

and L values inside a region of 94% of probability at the
parameter space.

4

KUC (M PamO'S)
N

0 L L I L L I

0.0 0.2 04 06 08 1.0 1.2
Radio (mm)

Figure 7. Notch stress intensity factor fitting with

orientation 0, calculated with the maximum stress
criteria.

4

KUC (MPamO'S)

=

0 L L L L L L
0.0 0.2 04 06 08 1.0 1.2
Radio (mm)

Figure 8. Notch stress intensity factor fitting with
orientation 90, calculated with the maximum stress
criteria.

4.2. Prior influence.

The influence of the prior distribution on the final
posterior was evaluated by repeating the calculations for
orientation 0 using different choices. Three fracture
toughness prior distributions were studied: a non-
informative uniform prior that assigns the same
probability to an interval, a Gaussian distribution with a
mean value close to the experimental notch stress
intensity factor value and a high sigma value, and a
Weibull distribution with two parameters. The prior
distributions considered for the parameter L are uniform
distribution and log-normal, where the value of the
critical distance is always positive. Two distributions
have been considered for the third parameter: inverse
Gamma and Half Normal, typically used in Bayesian
analysis with Gaussian likelihood.
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Figure 9 indicates a good coincidence among all posterior
curves calculated with the prior distributions listed in
Table 2, suggesting a small influence of the priors on the
results.

Table 2. Prior distributions studied.

Prior

K;c ~ Unif (1 — 5) (MPam©5)
L ~ Unif (1 — 10000) (um)

o ~ Inverse Gamma(1,1)

K,c ~ N(2,10)

L ~ Unif (1 — 10000) (um)

o ~ Inverse Gamma(1,1)

K;c ~ Weibull(3.,3)

L ~ Unif (1 —10000) (um)

o ~ Inverse Gamma(1,1)

K¢ ~ Unif (0.1 — 5) (MPam®3)
L ~ logNormal(100,1000000)
o ~ Inverse Gamma(1,1)

K.c ~ Unif (1 — 5)(MPam®3)
L ~ Unif (1 —10000) (um)

o ~ HalfNormal(1,1)

Combination
C-1

C-2

C-3

C-4

C-5

318 320 322 324 326

Kic (MPa m®>)

Figure 9. Prior influence study. Posterior distribution of
the fracture toughness of polyamidel2 with orientation
0 calculated with the maximum stress criteria 5
different initial prior distributions.

328 330 332

4.3. Other failure criteria.

The measurement procedure is based on the assumption
of a fracture criterion. Four examples of fracture criteria
typically used in the study of U-notches in linear elastic
materials are the theory of critical distance based on the
maximum stress criterion (TCD-1), the theory of critical
distance based on mean stress criterion (TCD-2), the
cohesive zone model with a linear softening curve (CZM-
L), and the phenomenological failure formulation
proposed by Gomez and al [4] (Phen.). The posterior
distributions can be calculated following the procedure
described in section 3, including the corresponding
function in expression 10. The prior distributions used in
this comparative are the combination called C-1 in table
2.
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Figures 10 and 11 depict the posterior distribution of
fracture toughness calculated using the four failure
criteria under study. Epistemic uncertainty significantly
increases the total uncertainty. With the data obtained
from orientation O, the relative error is approximately
10%, indicating that the procedure could be useful.
However, with the data obtained from orientation 90, the
relative error is too high, near 50%.

— TCD1
TCD 2
— CZM-L
— Phen.
o] e o o
2.9 3.0 3.1 3.2 3.3

Kic (MPa m®>)

Figure 10. Posterior distribution of the fracture
toughness of polyamidel2 with orientation 0 calculated
with the four different failure criteria.

1.6 1.8 20

Kic (MPa m®-)

Figure 11. Posterior distribution of the fracture
toughness of polyamidel2 with orientation 90
calculated with the different failure criteria
distributions.

22

4.4, Failure criteria selection.

The epistemic uncertainty estimated at the previous
subsection can be reduced or eliminated selecting the
failure criteria that better fit the experimental results. The
Widely Available Information Criterion (WAIC) [8] is a
commonly used method for Bayesian Model Selection.

WAIC = n_z (Ippd — Pwaic)
1
ippd = ) log (5 (P(KnlKic) + P(KanL))>

i=1

Pwarc = var(log P(KanKIC)) + var(log P(KNn|L))

(12)
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WAIC can be used to compare models with different
numbers of parameters and provide a measure of their
relative goodness of fit. WAIC can be formulated as
expression (12). Calculating WAIC in the four failure
criteria studied the next table is obtained. The WAIC
value measures the average quality of the predictions
made by the model and provides a measure of its relative
goodness of fit compared to other models. Lower WAIC
values indicate better model fit and are preferred for
model selection. The models that better fit the
experimental results in polyamidel2 are the theory of
critical distance with the maximum stress failure criteria
with orientation 0 and there is no criterion that better fit
the experimental results with orientation 90.

Table 3. WAIC value in polyamidel2.

Failure criterion WAIC WAIC
Orientation 0 | Orientation 90

TCD-1 43.63 -27.74

TCD-2 63.06 -28.03

CZM-L 55.23 -27.95

Phen 56.62 -28.09

5. CONCLUSIONS

A Bayesian methodology was used to evaluate the
uncertainty of fracture toughness measured with notched
specimens.

The study examined the influence of the prior
distribution on the results, and the final posterior
distribution was found to be independent of the prior
selection.

The selected failure criterion has a significant impact on
the proposed methodology. The epistemic errors can
considerably increase the uncertainty of the fracture
toughness value.

The Bayesian methodology is a valuable decision-
making tool for selecting local failure criteria in the study
of notched fracture, with the proposed use of the WAIC
value as a criterion selection method.
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RESUMEN

En el presente trabajo, se propone una metodologia para el calculo de los pardmetros gobernantes de la singularidad en el
vértice de grieta en geometrias no planas empleando correlacion digital de iméagenes 3D y una formulacién extendida de
los modelos planos de caracterizacion de campos en las inmediaciones del vértice de grieta basada en geometria
diferencial. Dicha metodologia se ha validado en probetas cilindricas huecas de pared delgada que contienen una entalla
circunferencial pasante. Se han empleado dos materiales, un acero inoxidable austenitico (SS304L) y una aleacién de
aluminio (AA2024T3). Los resultados en términos de KI muestran un alto nivel de acuerdo con valores obtenidos
mediante correlaciones empiricas y simulaciones numéricas (<5%). Ademas, se observa un buen nivel de acuerdo entre
los campos de desplazamientos tedricos modelados y experimentales (<0.5%).

PALABRAS CLAVE: Factor de intensidad de tensiones, Grieta circunferencial, Correlacién digital de imagenes.

ABSTRACT

The present work develops a methodology for crack tip fields characterization on non-planar surfaces. This approach
combines 3D digital image correlation along with an extended formulation of flat classical crack tip field models based
on differential geometry. That methodology has been validated using hollow thin-walled cylindrical specimens containing
a through-thickness circumferential notch. Two materials were employed, an austenitic stainless steel (SS304L) and an
aluminium alloy (AA2024T3). Results in terms of KI show a high level of agreement with numerical and theoretical
values (<5%). In addition, a high level of agreement between experimental and fitted theoretical fields was found (<0.5%)

KEYWORDS: Stress intensity factor, Circumferential crack, Digital image correlation

1. INTRODUCCION determinados. Por ello, en el presente trabajo, se propone
una metodologia para el célculo de los pardmetros

La determinacion de los parametros gobernantes de la gobernantes de la singularidad en el vértice en geometrias

singularidad en el vértice de grieta utilizando métodos de naturaleza no plana (curva) bajo condiciones de

multipunto [1-3], que consisten en combinar mapas tension plana. Dicha metodologia consiste en combinar

experimentales de tensiones, deformaciones o alguna técnica 6ptica capaz de determinar los campos de

desplazamientos con modelos matematicos de desplazamientos tridimensionales (DIC 3D en este

descripcion de campos en las inmediaciones del vértice trabajo) con una formulacién extendida de los modelos

de grieta, ha permitido esclarecer ciertas cuestiones de caracterizacion de campos en las inmediaciones del

referentes al fenémeno de crecimiento de grieta por fatiga vértice de grieta basada en geometria diferencial.

[4,5]. Sin embargo, la aplicacién de este método queda

limitada a elementos o superficies planas en condiciones 2. ASPECTOS TEORICOS

de tension o deformacién plana debido a la naturaleza

matematica de los modelos de descripcion de campos 2.1. Descripcion matematica del campo de

existentes en la literatura. En la bibliografia pueden desplazamientos en las inmediaciones del vértice de

encontrarse  diferentes  trabajos  [6,7]  donde grieta

investigadores han aplicado esta metodologia multipunto

a elementos no planos (generalmente superficies Aunque existen distintos modelos en la bibliografia [8—

cilindricas) para el calculo de los factores de intensidad 14], en todos ellos, el campo de desplazamientos en la

de tensiones. Sin embargo, para realizar dicho analisis, vecindad del vértice de grieta viene dado por los

emplean importantes simplificaciones que pueden alterar parametros gobernantes de la singularidad en funcién de

el valor de los parametros experimentalmente las coordenadas polares en el plano de grieta. Para el caso
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concreto del modelo de series de expansion de Williams
[10], la estructura de dicho modelo viene dada por la
ecuacion (1).

{ux} _ {gx(al,az, v, by, by, 1, 9)} 1)
Uy gy(aq,az, ..., by, by, ..., 7,6)

Donde u, y u, corresponden a los desplazamientos en
las direcciones de crecimiento y apertura de grieta,
respectivamente, a; y b; son los parametros gobernantes
de la singularidad en el vértice en modos apertura y
cortante en el plano, respectivamente y r y @ las
coordenadas polares en el plano de grieta.

2.2. Extension de los modelos planos de caracterizacion
de campos a superficies curvas desarrollables en
condiciones de tension plana

Por simplicidad, se va a considerar una superficie
cilindrica que contiene una grieta circunferencial como
se muestra en la Figura la. Se va a considerar que el
estado tensional en dicha superficie es plano siendo la
componente de tension fuera del plano desarrollado
(radial) nula. La direccién de crecimiento de grieta queda
definida a partir de ¢ y la direccidn de apertura de grieta
como n. Todos los puntos de la superficie quedan
localizados mediante el vector de posicion p. A partir de
dichas direcciones (¢ y n) y dicho vector de posicion
puede definirse el triedro de Frenet-Serret [15] como se
muestra en la Figura 1a. Si se calculan las longitudes
curvas a lo largo de las direcciones de parametrizacion (¢
y 1) y la superficie se desarrolla como se muestra en la
Figura 1b, puede establecerse una analogia entre los
modelos planos originales. De esta forma, la componente
tangencial sustituye a la componente x (direccion de
crecimiento de grieta) y la componente binormal
sustituye a la componente y (direccion de apertura de
grieta). Del mismo modo, las coordenadas curvas (x’ e
y’) sustituyen a las rectangulares (x e y).

a) 3D Surface b) Unwrapped plane

¥y

By
N Ay, 2)

x

crack tip

crack tip

Figura 1. a) Superficie cilindrica que contiene una
grieta una grieta circunferencial y b) dicha superficie
equivalente en el plano desarrollado

De esta forma, la formulacién extendida a superficies no
planas queda como se muestran en la ecuacion (2).
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{uT} _ {g’T(al,az, e, by, by, ...,r’,9’)} @)
Up gelay, ay, ..., by, by, .7, 0")

Donde u; y ug son las componentes del campo de
desplazamientos en las inmediaciones del vértice de
grieta a lo largo de las direcciones tangencial (direccion
de crecimiento de grieta) y binormal (direccion de
apertura de grieta). r’" y 8 son las coordenadas polares en
el plano desarrollado.

3. ENSAYOS EXPERIMENTALES

Para validar la formulacidn anteriormente expuesta, se
realizaron ensayos de crecimiento de grieta por fatiga en
tubos cilindricos de una aleacion de aluminio
(AA2024T3) y un acero inoxidable austenitico
(SS304L). La carga méaxima se selecciono de acuerdo al
valor ‘umbral’ de la variacion del factor de intensidad de
tensiones en un ciclo para asi inducir el crecimiento. Los
ensayos se realizaron a un alto ‘stress ratio’ (R=0.525)
para evitar influencias debidas al fenémeno de ‘Crack
Shielding’. Los ensayos de fatiga se realizaron en una
maquina servo-hidraulica modelo MTS Landmark
370.10 (Véase Figura 2) de capacidad 100 kN a la
frecuencia de 10 Hz. Para la medida de los campos de
desplazamientos en la superficie utilizando DIC se
empled un sistema de visidn estereoscopico formado por
3 camaras CCD de resolucion 5 MPix con lentes tipo
zoom para aumentar la resolucion espacial en las
inmediaciones del vértice de grieta como se muestra en
la Figura 2.

[ o
FIBER OPTIC LIGHT

MACHINE CONTROL
COMPUTER

DATA ACQUISITION
COMPUTER
-~

| 74 y 5 By
STEREOSCOPIC
VISION SYSTEM

Figura 2. Montaje experimental

La adquisicién de imagenes de DIC se realiz6 para
diferentes valores de carga a lo largo un ciclo y para
diferentes longitudes de grieta. El procesado DIC se llevé
a cabo utilizando un tamafio de faceta (subset size) de
valor 29 con un paso entre facetas (step) de valor unidad.
Calculados los campos de desplazamientos con DIC se
llevd a cabo la transformacion basada en geometria
diferencial descrita en el apartado anterior para asi
obtener los mapas de desplazamientos sobre la superficie
desarrollada. Dichos campos se muestran en la Figura 3.
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Figura 3. a) Mapa de desplazamiento binormal
(direccidn de apertura de grieta) y b) mapa de
desplazamiento tangencial (direccion de crecimiento de
grieta). Ambos mapas medidos a carga maxima para
una longitud de grieta de 26.1 mm (SS304L).

4, CALCULO DE LOS PARAMETROS
GOBERNANTES EN EL VERTICE A PARTIR DE
DATOS DE DIC

Una vez obtenidos los campos de desplazamientos
expresados en las direcciones de crecimiento y apertura
de grieta, se calcularon los factores de intensidad de
tensiones para los valores maximos de carga del ciclo
empleando el método multipunto desarrollado por
Sanford y Dally [1]. Los datos utilizados para el ajuste
matematico se extrajeron de los mapas de
desplazamientos utilizando una malla de forma anular
que evita la inclusion de datos en la zona plastica (Véase
figura 4).

Outer radius
Fraction of the crack length
0.4

Inner radius
Dugdale approximation

Mesh centre
Guessed crack tip

Figura 4. Coleccion de datos de ajuste en forma anular

Respecto del tamafio de la malla para la obtencion de los
datos de ajuste, el radio interior se determiné utilizando
la aproximacién de Dugdale del radio plastico [16].
Dicho valor es conservativo en términos de excluir datos
con comportamiento plastico no lineal ya que esta
aproximacion sobreestima las dimensiones de la zona
pléstica. El radio externo se calculé empleando el criterio
de Nurse y Patterson [13] que consiste en asignarle a esta
dimensién una fraccién de la longitud de grieta (0.4). El
centro de la malla debe situarse en el vértice de grieta
debido a que los modelos de caracterizacion de campos
consideran este punto como origen de coordenadas. Este
punto se selecciono de forma aproximada ya que este fue
afiadido como variable a optimizar como se vera a
continuacion en esta seccion.

Como modelo de caracterizacion de campos en las
inmediaciones del vértice de grieta se empled el modelo
de las series de expansion de Williams utilizando 2,3y 4
términos. Para el presente caso de estudio, a partir de 4
términos el modelo se estabiliza y los valores de factores
de intensidad de tensiones no cambian. Como se
introdujo anteriormente, la posicion del vértice de grieta
fue afiadida como variable a determinar en el problema
de ajuste. Esto hace que el problema pase de ser lineal a
no lineal. La resolucion matematica de dicho problema
fue abordada empleando un método de optimizacion
hibrida que consiste en combinar un método heuristico
gue no requiere una solucion inicial (Algoritmo
Genético) y un método deterministico del tipo Newton
(Algoritmo de Punto Interior).

De cara a establecer una comparativa con los valores
estimados experimentalmente, se utilizé la correlacion de
Tada [17] basada en el andlisis tensional de Sanders en
cascaras cilindricas [18,19]. Dicha correlacion para el
caso de una Unica grieta (SS304L) viene dada por la
ecuacion (2). Para el caso de grietas dobles (AA2024T3)
viene dada por la ecuacion (3)

P ( A 1—y-cosy

LA i 2
2Rt k ¢ E) v 2 coty +vZcot (ﬂ\éy)> ( )

<R1/12(1 —v2)>

tany P
K, = v ﬁ\/’ﬂTW (3)
Donde P es la carga axial aplicada, R y t son el radio
medio y el espesor del tubo cilindrico, v es el coeficiente
de Poisson y y es el angulo de grieta.

K

5. RESULTADOS Y DISCUSION

La figura 5 muestra los valores calculados y tedricos del
factor de intensidad de tensiones para diferentes
longitudes de grieta para el acero inoxidable 304L.
Ambos valores han sido normalizados en esta Figura para
una mejor interpretacion. Para mostrar la bondad de
ajuste, la figura 6 muestra el rango los intervalos de
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confianza al 95% normalizados. Como puede verse en
ambas figuras, hay un gran nivel de acuerdo entre los
valores calculados y los valores estimados utilizando
correlaciones empiricas. Calculando el error relativo
medio para 2, 3 y 4 términos respecto del valor teorico se
obtiene un error del 4% el cual puede considerarse
adecuado.

[—Tada
A Williams 2 terms|

|
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 05
ol

Figura 5. Factores de intensidad de tensiones
calculados utilizando 2, 3 y 4 términos de la serie de
Williams y valores tedricos a partir de la correlacion de
Tada y Sanders. SS304L
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0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
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Figura 6. Rango normalizado los intervalos de
confianza obtenidos a partir del ajuste matematico

Las figuras 7 y 8 muestran los resultados referentes a los
factores de intensidad de tensiones y los intervalos de
confianza obtenidos tras el ajuste para el caso del
aluminio 2024T3. Para este caso, el error relativo medio
es de valor 3% el cual puede ser aceptado como valido v,
por lo tanto, verificando que la metodologia propuesta es
valida.

r 1
[—Tada 3
0.9 | & Wiliams 2 terms|

* Williams 3 terms

o Williams 4 terms,

r ]
0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8
In

Figura 7. Factores de intensidad de tensiones
calculados utilizando 2, 3 y 4 términos de la serie de
Williams y valores tedricos a partir de la correlacion de
Tada y Sanders. AA2024T3
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Figura 8. Rango normalizado los intervalos de
confianza obtenidos a partir del ajuste matematico

6. CONCLUSIONES

A partir de los resultados obtenidos puede concluirse que
la metodologia propuesta para la extension de modelos
planos de caracterizacion de campos en las
inmediaciones del vértice de grieta al andlisis de
geometrias curvas es vélida. Dicha metodologia ha sido
validada con dos materiales que presentaron diferentes
formas de crecimiento de grieta. Ademas, la metodologia
se ha verificado para diferentes longitudes de grieta
normalizadas. Por tanto, la metodologia propuesta no
esta limitada a una forma de grieta concreta o0 a un rango
de longitudes de grieta (siempre bajo condiciones de
Small Scale of Yielding). En vista de los autores, esta
metodologia supone un avance significativo de cara a
evaluar la integridad estructural de componentes
mecanicos reales en servicio que presentan una
geometria compleja.
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RESUMEN

Palas de acrogeneradores, alabes de turbinas o palas de helicopteros son elementos mecanicos que, para su estudio,
habitualmente, se simplifican en forma de vigas rotatorias. La aparicion de una fisura en estos elementos, ademas de
modificar su comportamiento dindmico, puede producir roturas que originen tanto dafios materiales como personales.
En este estudio se aborda, mediante la resolucion de la ecuacion diferencial que gobierna el movimiento de una viga
rotatoria fisurada en voladizo tipo Euler-Bernoulli, la determinaciéon de los modos de vibracion y la influencia en los
mismos de diferentes pardmetros de la fisura. Ademas, a partir de los resultados obtenidos, se propone una metodologia
que permite localizar el defecto y determinar su severidad.

PALABRAS CLAVE: Viga rotatoria fisurada, modos de vibracion, viga Euler-Bernoulli, frecuencias naturales
ABSTRACT

Wind turbine blades, turbine vanes or helicopter propellers are mechanical elements that are usually simplified in the
form of rotating beams for their study. If a crack occurs in these components, their dynamic behaviour is modified and it
can lead to failures that can cause both material damages and personal injuries.

In this study, by solving the governing differential equations of motion of an Euler-Bernoulli cracked rotating cantilever
beam, its mode shapes are determined and the influence on them of different crack parameters is analysed. In addition,
based on the previous results, a methodology to locate the defect and determine its severity is proposed.

KEYWORDS: Cracked rotating beam, mode shapes, Euler-Bernoulli beam, natural frequencies.

1. INTRODUCCION En las vigas fisuradas, la presencia del dafio afecta tanto
a las vibraciones “flapwise” como a las “chordwise”.
Las palas giratorias de aerogeneradores, alabes de Son las primeras las que se han estudiado con mas
turbinas o palas de helicopteros son elementos que, para profundidad debido a que no estan acopladas con otras
abordar su estudio, habitualmente se modelizan de forma [2,3]. Por una parte, se produce un aumento de la
simplificada como una viga rotatoria, basada en las flexibilidad debido a la fisura y, por otra parte, un
teorias de Euler-Bernoulli, Rayleigh o Timoshenko. El incremento de la rigidez como consecuencia de la
modelo de viga de Euler-Bernoulli ha sido el mas velocidad de giro. La compensacion de ambos efectos
utilizado, fundamentalmente por su sencillez, y es puede dificultar la deteccion del dafio [2].
aplicable en los casos en que las palas sean esbeltas y
estén sometidas a velocidades de giro no muy elevadas. Las técnicas basadas en las caracteristicas modales han
A diferencia de lo ocurre en vigas estaticas, el sido utilizadas con profusion como base para la deteccion
comportamiento dindmico de las vigas rotatorias e identificacion de fisuras en los campos de ingenieria
depende de la fuerza centrifuga que aparece como civil y mecénica desde la década de los 80 del siglo XX,
consecuencia de la rotacion, tanto en el plano de giro debido, en otras cosas, a que permiten cuantificar la
(chordwise) como fuera de ¢l (flapwise) [1]. severidad y la posicion del defecto. En concreto, en
relacion a los modos de vibracién, se pueden encontrar
Los elementos mecanicos antes citados tienen en comiin numerosos trabajos que los han utilizado, junto con sus
que estan sometidos a esfuerzos de flexion y traccion que pendientes y curvaturas, para detectar e identificar
originan tensiones variables a lo largo del tiempo. defectos aplicados a elementos estaticos [4,5].
Ademas, suelen estar sometidos a temperaturas extremas
y entornos agresivos. Todo esto, unido a posibles efectos En este trabajo se aborda, mediante la resolucion de la
superficiales en el material, puede producir la ecuacion diferencial que gobierna el movimiento de una
propagacién de fisuras que, si no se detecta a tiempo, viga rotatoria fisurada en voladizo tipo Euler-Bernoulli,
lleve al elemento a una rotura catastrofica. la determinacion de los modos propios de vibracion de

dicha viga para diferentes casos de tamaio y posicion de
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la fisura. Ademas, a partir de los resultados obtenidos, se
propone una metodologia que permitira localizar el
defecto y determinar su severidad.

2. FORMULACION DEL PROBLEMA

Se considera una viga Euler-Bernoulli rotatoria fisurada
uniforme, cuya seccion, con doble simetria, es un
rectangulo que tiene una altura A y una anchura b, su
longitud es L y gira con velocidad angular constante ©
alrededor del eje de revolucion Z°. La fisura, cuya
profundidad es a, se encuentra a una distancia Xc de la
union entre el cubo y la viga, punto O, origen del sistema
de referencia XYZ, segun se muestra en la figura 1, en la
que se indica también la situacion del radio del cubo (R)
unido a la viga. Por otra parte, en este trabajo solo se ha
considerado el desplazamiento W(X;¢), donde ¢ es la
variable tiempo, en la direccion Z (flapwise), ver figura

Figura 1. Esquema de la viga rotatoria fisurada.

Si se considera una viga similar intacta a la de la figura

1, la ecuacion que gobierna el movimiento es una

ecuacion de cuarto orden dada por la expresion (1) [6]:
2W(X,t) 92

P a1

aZW(X,t)) ]
at? ax?

IxX? X

aw(x,
(Pan=552) =0 )
donde p es la densidad del material, £ es el médulo de
Young, 4 es el area de la seccion rectangular e 7 es el
momento de inercia de la misma. P(x) es la fuerza
centrifuga que aparece en direccion axial como
consecuencia del giro, que se puede calcular mediante la
expresion (2):

P(X) = [, pAQ*(X + R) dX ©)

La solucioén de la ecuacion se puede abordar utilizando el
método de separacion de variables:
W(X,t) = Lw(X)e't 3)

donde m es la frecuencia natural.

Para la resolucion del problema se han utilizado las
variables adimensionalizadas (4) a (8):

X
$=1

R
r=-
L

“
6))
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a= (6)
p= /%ﬁ w (7
M= [P0 ®)

EI

En el caso de la viga fisurada, ésta se ha modelado
mediante 2 vigas conectadas entre si por un muelle sin
masa cuya rigidez K es igual a la que introduce la fisura,
segun la expresion (9):

1 6n(1—v)hp(a)
K~ EI

$(a) = 0.6272a% — 1.04533a5 + 4.5948a* —
9.9736a° + 20.2948a° — 33.0351a” +

47.1063a® — 40.7556a° + 19.6a1° 9)

donde ves el coeficiente de Poisson del material.

La resolucion de la ecuacion se ha abordado mediante el
método de Frobenius, de forma que la solucién de la
ecuacion diferencial se expresa en forma de series de
potencias, segun la expresion (10):

fFET) = XNo0ner () - €™ (10)

donde a,.;(j) son los coeficientes de la seric de
Frobenius y j es un exponente indeterminado.

Ademads, para resolver la ecuacion diferencial, es
necesario tener en cuenta las condiciones de contorno de
laviga (11) y las de compatibilidad en la seccion fisurada

(& =29 (12):

_ dw1(0) _
wi(@ =0 =Z=0 (1
d’wy(1) dwa()) _
gz g
wy (&) = wa($e) (12)
dw, (&) _ dwq(&c) _ idzwz(fc)
d¢ d¢ k. dé&2
d?wi(§)  d*wy (&)
d&z— dg
d*wi (§,) _ d*w; (§,)
ag? dé?
Siendo ke:
k, == (13)
¢ EI

El procedimiento de resolucion ha sido validado
previamente en trabajos anteriores de los autores [6,7].
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3. CALCULO DE LOS PARAMETROS MODALES

Una vez planteado el método de resolucion de la
ecuacion diferencial de acuerdo al apartado anterior, se
procede al estudio de la variacion de los parametros
modales, en concreto las tres primeras frecuencias
naturales y sus modos propios de vibracion asociados,
para una viga y velocidad dadas, en funcién de las
caracteristicas de la fisura (localizacion y tamafio).

Se ha considerado una viga esbelta que gira a una
velocidad constante de 150 rad/s, fabricada en acero de
modulo de elasticidad E = 210 GPa, coeficiente de
Poisson v = 0.33 y densidad p = 7850 kg/m’. Sus
dimensiones se muestran en la tabla 1.

Tabla 1. Dimensiones de la viga estudiada.

L (mm) R (mm) H (mm) b (mm)
700 140 20 10

El estudio se ha realizado para 5 profundidades de fisura
(0=0.1,0.2,0.3,0.4 y 0.5) y 9 posiciones a lo largo de la
viga (&= 0.1, 0.2, 0.3, 0.4, 0.5, 0.6, 0.7, 0.8 y 0.9). La
combinacion de estos parametros ha permitido calcular
los parametros modales de 45 casos diferentes. Ademas,
mediante un analisis de convergencia, se ha determinado
que, para estas condiciones de funcionamiento, N=35 es
el nimero 6ptimo de términos de la serie de Frobenius.

3.1. Frecuencias naturales

En las figuras 2, 3 y 4 se muestran las 3 primeras
frecuencias naturales adimensionales, pi, po y ps3,
respectivamente, para los 45 casos estudiados.

En el caso de la primera frecuencia natural, ver figura 2,
se observa, como cabia esperar, que el valor de la
frecuencia disminuye a medida que aumenta el tamafio
de la fisura y el efecto de la misma es menor cuanto mas
alejada se encuentra del cubo.

En cuanto a la segunda frecuencia natural, se puede ver
en la figura 3 el mismo comportamiento, el valor
disminuye con el tamafio. En cuanto a la influencia de la
localizacion, para £=0.5 se encuentra el minimo en el
valor de la frecuencia para todos los tamafios, mientras
que en £~0.2 la frecuencia no sufre ninguna variacion en
funcion de la severidad del defecto.

Por ultimo, en la figura 4 se puede ver que, para la tercera
frecuencia natural, esta también disminuye con el
crecimiento de la fisura. Atendiendo a su posicion, para
las posiciones intermedias £=0.3 y &~=0.7 la variacion es
maxima en funcion del tamafio, pero si la fisura se situa
en la seccion media, la frecuencia es practicamente la
misma independientemente del tamafio del defecto.
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En resumen, observando en conjunto las figuras 2, 3 y 4,
se puede deducir que las frecuencias naturales son
posibles parametros validos en la deteccion e
identificacion de fisuras en vigas rotatorias siempre que
estén localizadas en posiciones que no estén cercanas a
aquellos puntos en los que no hay variacion de las
frecuencias naturales en funcion del tamaiio del defecto.

4.7

4.6
——a-0.1
45 ——a=02
44 M1 —+—a=03
a=04

43
éC ——a=0.5

42

0 01 02 03 04 05 06 0.7 08 09 1

Figura 2. Primera frecuencia natural adimensional
para todos los casos de posicion y tamario de fisura.
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Figura 3. Segunda frecuencia natural adimensional
para todos los casos de posicion y tamario de fisura.
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Figura 4. Tercera frecuencia natural adimensional para
todos los casos de posicion y tamario de fisura.

3.2. Modos propios de vibracion

Conjuntamente con las 3 primeras frecuencias naturales
de los 45 casos estudiados se han calculado los modos
propios de vibracion asociados a ellas. A modo de
ejemplo, en las figuras 5, 6 y 7 se muestran los modos
propios adimensionales asociados a las primera, segunda



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

y tercera frecuencias naturales, respectivamente, para el
caso de £=0.4 y las 5 profundidades de fisura estudiadas.
En dichas figuras también se muestran los modos propios
de una viga similar intacta no rotatoria. Para el resto de
posiciones estudiadas el aspecto de las graficas es
similar.

Para los 3 modos propios mostrados en las figuras se
observa en la grafica de la seccion del defecto una ligera
diferencia en funciéon de si hay fisura o no, y de su
tamafio, en el caso de que exista. En cada caso también
se muestra un detalle de esta zona para comprobar con
mayor facilidad las diferencias entre las curvas.

1 R
5 103 |
@ i
0.9 | § 28 |
S 026 :
a | |
0.8 2 024 |
2 |
07 | A o
0.2 '
0.6 10.18 5
! 035 04 45 |
05 ([ e — g ree——r:
0.4 ____/
4 — Imiacta no retatoria
3 00 iEeeTEg A —oa01
02 —c=02
=1 g a —a=03
0.1 o=04
— =05 E
i e
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Figura 5. Modo propio 1 para £:=0.4, viga intacta no
rotatoria y todos los tamaiios de fisura estudiados.
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— Intacta no rotatoria
—o=01
—co=02
—o=03
=04

Figura 7. Modo propio 2 para £:=0.4, viga intacta no
rotatoria y todos los tamaiios de fisura estudiados.
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Figura 8. Modo propio 3 para £.=0.4, viga intacta no
rotatoria y todos los tamarios de fisura estudiados.

Aunque si se aprecian diferencias entre las curvas
anteriores en funcion de la profundidad de la fisura, estas
graficas no ofrecen informacion suficientemente precisa
para poder determinar la posicion del defecto y su
tamafo.

4. DETECCION E IDENTIFICACION DE LA
FISURA

En este apartado se propone una metodologia que,
partiendo de los modos propios, permita, en primer lugar,
determinar la posicion de la fisura y, posteriormente,
estimar su tamafo.

4.1. Deteccion de la fisura

En la literatura se pueden encontrar diferentes métodos
basados en el estudio de los modos propios y sus
derivadas para localizar la posicion de defectos en
estructuras y elementos mecanicos [4,5]. En este trabajo
se ha seleccionado, por su simplicidad de aplicacion y no
necesitar los modos propios de una viga intacta como
referencia, el denominado en inglés “Mode shape slope
difference” (MSSD) propuesto en [5], calculado
mediante las expresiones de la (14) ala (17). Los puntos
con valores maximos de MSSD indicaran las posibles
ubicaciones de los dafios.

MSSD() = e 4
A@) = (Ppa) — (Pryp) (15)

(q)k’a)' _ _3¢k+4::::1_¢k+2 16)
(q)k,p)’ — Dp_—4Pp_1+3Py (17)

2hm
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@ representa el modo propio de vibracion y k es cada uno
de los puntos & utilizados para calcular dicho modo
propio. Por ultimo, hy es la distancia entre dos puntos k
consecutivos.

En definitiva, el parametro MSSD evalua la diferencia
que existe entre las pendientes de los modos propios
calculadas mediante 2 formulas de aproximacion
numérica. La expresion (16) mediante la aproximacion
anterior “a”, y la (17) utilizando la aproximacion
p”.

posterior “p”

En la figura 9 se puede ver el parametro MSSD calculado
a partir del primer modo propio, con 100 puntos, para las
posiciones de fisura £=0.2, 0.5 y 0.9, elegidas por ser los
casos mas complicados de detectar atendiendo a los
valores de las frecuencias naturales (ver figuras 2, 3 y 4).
Hay que indicar que para una misma posicion de fisura
las graficas de MSSD obtenidas son idénticas
independientemente del tamafo de fisura. También son
iguales indistintamente del modo propio utilizado para
calcularlas.

MSSD
1.2 | : :
! l H
0.8 | . ! £c=0.2
0.6 I i il e—feus
o | : I —gc=0.9
: f | |
0.2 i i !
0 A | H 5

0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 1

Figura 9. MSSD para £=0.2, 0.5y 0.9

Se observa que, utilizando 100 puntos para calcular los
modos propios, en &£=0.2 la posicion estimada es
Eees=0.19, para &~0.5 se estima una localizacion
&ces=0.5 y, por ultimo, en &=0.9 se obtiene una posicion
estimada de &c.s—0.9. En conclusion, el error maximo es
inferior al 5%, luego el parametro MSSD se puede
considerar como un valor valido para determinar si existe
fisura y su posicion, en caso de existir.

4.2. Estimacion de la profundidad de fisura

Una vez localizado el defecto el siguiente paso es
determinar cual es su tamatfio. Para ello se ha utilizado un
método similar al propuesto en [8] para vigas estaticas.

Seglin la ecuacion (12) de compatibilidad en la seccion
fisurada, se puede obtener la flexibilidad que introduce la
fisura en funcidn de la derivada primera a la izquierda y
derecha de dicha seccion y la derivada segunda en el
mismo punto. Sustituyendo el valor de k. en (9) se
obtiene la expresion (17), que permite estimar la
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profundidad de la fisura en funcion de pardmetros
conocidos.
awz(§c) _aw1(¢)
dg dt
a2
—‘Z?fa(m(l—vz)ﬂ

= 0.6272a% — 1.04533a3 +

4.5948a* — 9.9736a> + 20.2948a° —
33.0351a’ 4+ 47.1063a® — 40.7556a° +
19.6a'®  (17)

Como ejemplo del procedimiento utilizado, este se
explica a continuacion para el caso de £&=0.2 y a=0.3
utilizando para los calculos el primer modo de vibracion.

El primer paso es calcular la derivada primera del primer
modo, mostrada en la figura 10, en la que se puede ver la
discontinuidad de la funcién en la seccion fisurada.

L4
12
dw,(§)

1 as
0.8
0.6
0.4 dwy(§)

as
0.2
g
0
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Figura 10. Derivada primera del modo 1 para £.=0.2 y
a=0.3

El segundo paso consiste en ajustar las curvas

dvz;f) y dv;;f), hallar su valor en la localizacion de la

fisura, previamente calculada, en este caso &=0. Y,
posteriormente, calcular su diferencia, expresiones de la
(18) ala (20).

awy(§) _ _ 2 _ dw;(0.2)
T = —3.12387 + 3.8748¢ — 0.012 > W22 =

0.63804 (18)

d%f’ = 0.924&3 — 3.125382 + 3.4392¢ — 0.0965 -
(19)

dw,(0.2) _

= 0.66672

s ® _ dws® _ 02868

s o (20)

A continuacion, se ajusta la curva de la derivada segunda
del modo y se calcula su valor para la seccion fisurada
(21) (ver figura 11).

d*w
df(j) = 4173162 — 8.0234¢ + 3.9235 -
"2:—;2'2) = 2.4857 Q1)
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Con los valores calculados y aplicando la expresion (17)
se estima un valor de la profundidad de a,;; =0.275, por
lo tanto, en este caso, el error es del 8.3%.

o
L) th =

o
L

d2w(&)

(=]

0 0.2

0.4

0.6 0.8 1

Figura 11. Derivada segunda del modo 1 para &.=0.2 y
0=0.3

5. RESULTADOS Y CONCLUSIONES

En este trabajo se han calculado las tres primeras
frecuencias naturales y modos propios de vibracion
asociados a ellas de una viga rotatoria fisurada tipo Euler-
Bernoulli, empotrada en uno de sus extremos y libre en
el otro, uniforme a lo largo de su longitud y que gira a
velocidad constante. Se han considerado en total 45 casos
combinados de posicion y tamaiio de fisura.

Los parametros modales mencionados se han calculado
mediante la resolucion de la viga de movimiento de la
viga utilizando el método de Frobenius. Ademads, la
fisura se ha modelado mediante 2 vigas conectadas entre
si por un muelle sin masa cuya rigidez K es igual a la que
introduce la fisura.

A partir de los resultados obtenidos, se ha propuesto una
metodologia que permite localizar el defecto y
determinar su severidad.

De los resultados obtenidos se pueden extraer las
siguientes conclusiones:

- Las 3 primeras frecuencias naturales disminuyen al
aumentar el tamafo de fisura. En cuanto a la posicion, en
los 3 casos existen puntos en los que las frecuencias no
varian independientemente de la profundidad del defecto.
Este hecho dificulta la utilizacion de las frecuencias
naturales como unico predictor del dafio.

- En todos casos de tamafio y posicion de fisura, los 3
modos propios calculados presentan ligeras variaciones
respecto del modo de la viga intacta, pero no son los
suficientemente precisos para su utilizacion como
variable de dafio. Se hace necesario recurrir a las
derivadas de lo mismos para conseguir variables
predictoras del defecto fiables.
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- Para estimar la posicion del defecto se ha utilizado el
parametro MSSD, consiguiendo situar el defecto con una
precision, en todos los casos, mayor del 95%.

- Una vez conocida la existencia de la fisura y su
posicion, la estimacion del tamafio se ha realizado
utilizando las relaciones de compatibilidad de pendiente
y curvatura en la seccion fisurada. En este caso el error
obtenido es mayor, cercano al 10 %. Este error
disminuiria si se aumentara el numero de puntos
utilizados para calcular los modos propios.

- Por ultimo, hay que indicar que el siguiente paso
necesario para validar completamente el método seria
comprobar la robustez del mismo aplicandolo a
resultados experimentales.
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RESUMEN

El conocido como método phase field ha sido utilizado extensivamente para simular fendmenos de fractura complejos como la
nucleacion, la colalescencia o la ramificacion de grietas. En este trabajo se presenta al extension del método al analisis de
fracturas hidraulicas, y se describe una implementacion sencilla pero robusta de la fractura hidraulica con phase field en el
paquete comercial de elementos finitos Abaqus. Nuestra implementacion numérica explota las analogias entre la ley de evolucion
del phase field, el flujo de fluidos en medios porosos y la ecuacion de transferencia de calor. Esto nos permite aprovechar las
caracteristicas incorporadas en Abaqus y evitar la necesidad de utilizar elementos definidos por el usuario. La robustez y
aplicabilidad de nuestro marco numérico se demuestran abordando dos casos de estudio en 2D, conocidos por ser puntos de
referencia paradigmaticos en la comunidad de la fractura hidraulica.

PALABRAS CLAVE: Fractura hidraulica, Método phase field, Teoria de Griffith, Teoria de Biot.
ABSTRACT

The phase field fracture method is a popular approach for simulating complex fracture phenomena such as crack branching,
coalescence, and nucleation. In this work, we show how the phase field fracture paradigm can be extended to the analysis of
hydraulic fractures and describe a simple yet robust implementation of phase field hydraulic fracture in the commercial finite
element package Abaqus. Our numerical implementation exploits the analogies between the phase field evolution law, fluid flow
in porous media, and the heat transfer equation. This allows us to leverage Abaqus' in-built features and avoid the need for user-
defined elements. The robustness and applicability of our numerical framework are demonstrated by addressing two 2D case
studies, which are known to be paradigmatic benchmarks in the hydraulic fracture community. The results obtained highlight
the potential of the method and its ability to capture the expected behaviour in a robust fashion.

Keywords: Hydraulic fracture, phase field fracture, Griffith theory, Biot’s theory

1. INTRODUCTION ture method has found applications in various engineer-
ing disciplines, including composite materials [2], hy-
drogen-embrittled alloys [3], and rock-like materials
[4], among others. Its ability to handle complex fracture
geometries makes it a promising tool for further re-
search and engineering applications.

Recently, the phase field fracture method has gained
significant attention for its abilities in simulating hy-
draulic fracture. A comprehensive review of phase field
hydraulic fracture can be found in the literature; see, for
instance, the work by Heider [5]. However, to date, a
simple and effective implementation of hydraulic phase
field fracture using a thermal analogy for the fluid equa-
tion and the phase field evolution equation has not been
presented. In this study, we address this gap by devel-
oping such an implementation, which can potentially
provide insight into the behaviour of hydraulic fractures
in a wide range of geological and engineering applica-
tions.

Modelling hydraulic fractures is a challenging task due
to the complexities associated with numerical tracking
of interfaces. To address this, scientists have sought to
employ methods that can handle arbitrary and complex
fracture scenarios in arbitrary geometries. One such ap-
proach is the phase field fracture method, which de-
scribes interfaces using an auxiliary field called the
phase field variable ¢, rather than defining cracks as
discrete discontinuous entities. The evolution of the
phase field variable is governed by a partial differential
equation (PDE) which, when coupled with the linear
momentum equation, enables interfacial problems to be
solved without explicitly accounting for interfaces. The
variational approach to fracture, coupled with the phase
field framework, was introduced by Francfort et al. [1],
offering a novel means of modelling complex fracture
geometries. Since its introduction, the phase field frac-
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2. HYDRAULIC PHASE FIELD FRACTURE
MODEL

The phase field fracture model was developed based on
Griffith's fracture theory [6], which posits that cracks
will only grow if the total energy of the system either
remains constant or decreases. The mathematical ex-
pression of this theory for an elastic solid containing a
crack and without external force work is as follows:

dan _ dv(ew) | dw,
da ~  da da

=0 (1
where II is total potential energy, W, is the work neces-
sary to create new interfaces, ¥ is the strain energy and
A is the area of the crack, with £ and u being the strain
and displacement fields. By defining the critical energy
release rate as G, = dW,/dA, the minimum total poten-
tial energy principle can be expressed for a saturated
body ) with a discontinuity I as:
N(up) = [ y(e(w),p)dV + [.G.dS )
where p is the pore pressure and ¥ (g(w), p) is the strain
energy density.

Therefore, the prediction of crack growth can be
achieved by minimizing the total energy, which in-
volves transforming strain energy into energy dissipated
for the creation of a new interface. In the phase field
fracture method, cracks are characterized using an aux-
iliary variable known as the phase field ¢p, which allows
for the tracking of cracks throughout a body. The phase
field ¢ is akin to a damage variable, as in damage me-
chanics, and varies smoothly from 0 for pristine mate-
rial points to 1 in the fully cracked state. To account for
the effect of the phase field, the stiffness of the material
is reduced by defining a degradation function g(¢) =
(1 — ¢)? that evolves with the phase field. Using Biot’s
theory for poroelasticty, the regularized form of equa-
tion (2) is thus expressed as:

,(u,p,¢) = f, (1 = )% (ew) + ¥ (z@)) ) v —
[o@p(V-wdV + [, Gevo(@)dv 3)

where a is Biot’s coefficient, £ is the characteristic
length that shows the regularization band of micro
cracks and y,(¢) is the crack density function, usually
expressed as:

ve@) =L+ Lvg)? @

To prevent damage evolution in compression states,
we used the spectral decomposition of strain energy
suggested by Miche et al., (2010):

)

Y =S Mir(e9))? + ptr[(e*)?]
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where A and p are the first and second Lamé constants
and €t are tensile and compressive principal strains.
Consequently, the stress tensor can be written as:

, )
6=(1-§)%6* +0™ —apl = (1 - p)? 2L | WO _

apl (6)
where 6 and o~ are the positive and negative parts of
undamaged stress, respectively and I is the identity
tensor.

By utilising equations (3)-(6), and taking the variations
of equation (3) with respect to the phase field variable
¢, displacement u, and pore pressure p, the following
expression can be derived:

Jolo: Véu — a(V - w)ép — 2(1 — p)vog (e(w)) 5 +
Ge (260 + £V - V)| dV = 0 )

To prevent damage healing a history variable is de-
fined as H = maxyg¢ (t), 7 € [0,t]. Finally, the cou-
pled displacement-fracture equation can be obtained by
utilizing the divergence theorem on equation (7) and
mass conservation:

V- [(1=¢)ot+0 —apl]=0
G (&—eap) - 21— p)H =0

2 240
prS($) a_f + prax-(¢) Zt .

)
€C))
+ V- (pav) = g (10)

where the first equation is the linear momentum equa-
tion and the second one is the phase field evolution
equation. The last equation is the fluid flow equation
where v is the velocity of the fluid and it is described
based on Darcy law as follows:
v=-—2vp (11)
u
where K is the permeability tensor and p is the viscosity

of the fluid. The parameters in the fluid flow equation
(10) will be discussed in the next section.

3. FLUID FLOW EQUATION COUPLING WITH
PHASE FIELD FRACTURE

In this study, we build upon the work of Zhou et al. [§]
to couple the fluid and phase field equations. To accom-
plish this, we divide the domain into three distinct re-
gions: the reservoir (£,.), fracture ({)f), and transient
() domains. We distinguish these zones using auxil-
iary fields that are a function of the phase field value ¢
and material constants c; and c,. Specifically, the aux-
iliary fields are defined as follows:
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1 P<c
c2=¢
x-(P) = 622_61 a<¢p<c, (12)
0 <P
1 P<c
—C
xr(@) = 02_611 g <¢<c (13)
0 <P

where the material constants c¢; and c, determine
whether a given point in the domain belongs to the res-
ervoir, fracture, or transient zone. The fluid and solid
parameters between the reservoir and fracture domains
can be defined as follows:

(a—ep)1-a)

S=£pc+ Ky

(14)
where &, ¢, @, and K}, respectively denote the porosity,

compressibility of fluid, Biot‘s coefficient, and bulk
modulus of solid. These are defined as follows:

a=ar )+ Xr (15)
‘gp = ‘gerr + Xf (16)
K =K.y, +Kgxy (17)

4. ABAQUS IMPLEMENTATION OF HYDRAULIC
PHASE FIELD FRACTURE

In this section, we will delve into the numerical
implementation by coupling phase field fracture with

the fluid flow equations. To achieve this, we will exploit
a thermal analogy that connects both the phase field and
fluid equations. To aid in the implementation, we will
provide a straightforward guide that uses the UMAT
and UMATHT subroutines available in the commercial
finite element package Abaqus.

4.1 Thermal analogy of phase field and fluid flow
equations

The heat transfer equation can be written in a general
form as follows:

PV f=r (18)
where U is the internal thermal energy, f is the heat flux

vector, and r is the heat source. We then rewrite the
phase field evolution and fluid equations as:

(-

a
pr(SZ+ ay,

2(1-¢)
Gt

atr(e) K

22 =V (pny ) =am  (20)
Comparing Equations (19-20) with Equation (18) im-
mediately reveals the analogy of these diffusion-like
equations. Table 1 compares the variables of Equations

(18-20).

Table 1. Analogy of variables between heat transfer, phase field and fluid flow equations

Heat equation Phase field equation Fluid flow equation
r ¢ 14
f Vo pr(K/W)Vp
p 1 1
U /ot ¢/t* — 2(1 — ¢)/GAH | pp(S(@p/0t) + ax, (9tr(e)/at))
r 0 Im

4.2 Abaqus implementation

The UMAT and UMATHT subroutines within the
Abaqus FEA package can be used to implement the
coupled problem of poroelasticity-fracture based on the
heat transfer analogy for the phase field evolution
equation and the fluid flow equation. Building on our
previous implementation of phase field fracture in
Abaqus [9], [10] we extend the implementation to solve
for the primary variables ¢ and p as temperature fields.
However, we cannot use the degree of freedom (DOF)
of temperature for both variables simultaneously. To
address this issue, we define two similar parts with the
same mesh, and transfer data between them using the
local element number within a module of FORTRAN.
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The necessary variables to be defined inside the
UMATHT subroutine are shown in Table 2.

Figure 1 provides an overview of the implementation
process, which is carried out at the integration point
level using the built-in displacement-temperature
elements, as enabled by the heat transfer analogy.
Firstly, the UMAT subroutine is used to solve the linear
momentum equation. Then, the history field H is passed
to the UMATHT subroutine as the driving force of the
phase field equation. Subsequently, the UMATHT
subroutine uses the phase field value and the volumetric
strain to solve the fluid flow equation. In the next
iteration, all updated variables are returned to the
UMAT subroutine, and the residual and stiffness are
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calculated at the element level. This process is
illustrated in Figure 1.

Table 2. Quantities that need to be defined in a UMATHT subroutine.

UMATHT variable | Heat equation Phase field equation Fluid flow equation
U U, + @U/a0)At | U, + (/" — 2 — $)/GHH) At | pr(S(Op/dt) + ay, (0tr(e) /L))
DUDT au/ot ¢/t?— (21 —-¢)/G.AHH S(dp/at) + ay,(dtr(e)/dt)
DUDG oU/ a(VT) 0 0
FLUX f Vo o (K/1)Vp
DFDT af/ ot 0 0
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Figure 1. User subroutine flowchart for the implementation of a coupled poroelasticity - phase field fracture model exploiting
the analogy with heat transfer.

5. RESULTS

To verify the accuracy and effectiveness of our imple-
mentation, we conducted two paradigmatic case studies.
The first study investigates a square domain containing
a pressurized crack at the centre, while the second study
focuses on an injection-driven fracture problem using
the same boundary value problem. Through these case
studies, we demonstrate the successful validation of our
implementation.

5.1 Pressurized crack

Our first case study involves a square domain with a
central crack, which is subjected to a gradually applied
final pressure (p=100 MPa) over a time of 2000 seconds.
The model geometry and boundary conditions are illus-
trated in Figure 2, and only a quarter of the model is
simulated due to its double symmetry. The solid and
fluid parameters are specified as follows: Young’s mod-
ulus E = 210 GPa, Poisson’s ratio v = 0.3, critical
fracture energy G, = 2700 N/m, characteristic length
scale £ = 0.004 m, Biot’s coefficient of reservoir do-
main o, = 0.002, porosity of reservoir domain &,, =
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0.002, density of the fluid pg = 1000 kg/m3,
permeability tensor of reservoir domain K, =
107151 m? , permeability of fracture domain K F=
1.333 x 10~ I m?, compressibility of fluid ¢ = 1078
Pa~1, and dynamic viscosity of the fluid p = 0.001
Pa:s. To perform coupled displacement-thermal
analyses, a total of 14,443 linear quadrilateral elements
of type CPEAT in Abaqus terminology were used for
each part. The mesh used to capture the expected crack
path was refined such that the smallest element size was
one-fifth of the characteristic length 4.
Uy =0,uy;, =0,p=0

Ll L Ll Ll Ll L L L

u,; = 0, Impermeable

pt), p=1
]

uy = 0, Impermeable

\\\\\\\\\\\\\\\
0.5 m

0.1 m 0.4 m

Figure 2. Geometry, dimensions, and boundary conditions of
the pressurized crack case study.
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Figure 3 presents the crack propagation and pressure
evolution at various time intervals. The crack path is
depicted through the phase field contour, while the
pressure distribution is shown via isolines. As observed
in Figure 3a, crack propagation begins at a pressure of
62 MPa. Subsequently, the crack propagates
horizontally upon the application of additional pressure
(Figure 3b) until it eventually reaches the domain's
boundary.

(b)

p(Pa)

+1.0e+08

COOO0O00000000H
corNWwALLION®DLO
SONNWNOBINTWNS

¢
Figure 3. Phase field contours and pressure for a pressur-

ized crack: (a) Time=1220s, (b) Time=1300 s, and (c)
Time=1360s.

5.2 Crack propagation by injection

For the second case study, we applied a sudden injection
to the centred crack instead of pressure, using the same
boundary value problem as in the previous case study.
The fluid was injected at a rate of 10 kg/(m3.s) for a
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duration of 1600 s. Figure 4 displays the contours of the
phase field variable and pressure at 1600 s. The system
reached a steady state after 600 s, as there was no further
crack propagation observed. This is evident from Figure
5, which depicts the pressure at the central point during
the injection, indicating no change in pressure after time
600 s. It should be emphasised that no convergence
issues are observed, with all simulations using a
backward Euler procedure, and that predictions are
obtained on the original finite element mesh.

OOO0O000000000OH
coRNWANNION®DOLO
SBNNWNORNVIWNS

[T ([T S

(@)

p(Pa)

+5.0e+07

(b)
Figure 4. Cracking driven by fluid injection: (a) contour of
phase field variable, (b) contour of pore pressure. Results at
time=1600 s
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Figure 5. Pore pressure variant during the injection at the
contended injection point.
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6. CONCLUSIONS

In this study, we have presented a straightforward and
robust implementation of hydraulic phase field fracture
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in the commercial FEA software ABAQUS. Our ap-
proach is based on the analogy between the heat transfer
equation and the phase field evolution equation and fluid
flow in porous media governing equations. By using
UMAT and UMATHT subroutines, we were able to im-
plement the model at the integration level and leverage
the built-in features of ABAQUS. Our two case studies
demonstrate the versatility of this method for modelling
both pressure and injection-driven cracking problems,
with the added benefit of being applicable to 2D, 3D,
and axisymmetric problems without additional imple-
mentation efforts. Overall, this approach offers a prom-
ising avenue for investigating hydraulic fracture behav-
iour in real-world engineering applications.
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RESUMEN

En este estudio se ha determinado el Factor de Intensidad de Tensiones (FIT) en el frente de una fisura contenida en un
eje giratorio. Para la determinacion, se ha desarrollado un modelo dindmico en 3D mediante un codigo comercial de
elementos finitos. EI modelo de eje es el conocido Jeffcott rotor constituido por un eje de seccidn constante en cuya
seccion central se coloca un disco. La fisura se localiza en las inmediaciones de la seccion central. Para la determinacion
del FIT se utilizan los desplazamientos entre las caras de la fisura. En el estudio se han analizado distintas profundidades
de fisura y distintas velocidades de giro coincidiendo con velocidades préximas a los armonicos: a 1/2, 1/3 'y 1/4 de la
velocidad critica. Se presentan resultados para el FIT dindmico en varios puntos a lo largo del frente de la grieta durante
una rotacion completa, mostrando que el FIT aumenta con la velocidad y con la profundidad de la grieta. Se demuestra
también que los valores de FIT en condiciones estaticas y dindmicas son diferentes y que, en consecuencia, el
comportamiento “breathing” de la fisura también se ve afectado por la velocidad de rotacion del eje.

PALABRAS CLAVE: Eje giratorio, Fisura, Factor de Intensidad de Tensiones dindmico, velocidad critica

ABSTRACT

In this study, the Stress Intensity Factor (SIF) at the front of a crack contained in a rotating shaft has been determined.
For the determination, a 3D dynamic model has been developed using a commercial finite element code. The shaft model
is the well-known Jeffcott rotor model consisting of a constant section shaft with a disc in the central section. The crack
is located in the vicinity of the centre section. The specific fracture modulus is used to determine the SIF. Different crack
depths and different rotational velocities have been analysed in the study, coinciding with velocities close to the
harmonics: at 1/2, 1/3 and 1/4 of the critical velocity. Results are presented for the dynamic SIF at various points along
the crack face during a full shaft rotation showing that the SIF increases with velocity and with crack depth. It is also
shown that the SIF values under static and dynamic conditions are different and that, consequently, the crack breathing
behaviour is also affected by the shaft rotation speed.

KEYWORDS: rotating shaft, Crack, Dynamic Stress Intensity Factor, critical speed

1. INTRODUCCION imprescindible conocer el Factor de Intensidad de

Tensiones y su evolucion en el frente de la fisura.
Los ejes son componentes mecanicos presentes en la Muchos autores han estudiado los componentes fisurados
mayoria de las maquinas y mecanismos. Como suponiendo que la fisura esta siempre abierta [1-3] 0 que
consecuencia de fallos en el material, problemas durante tiene comportamiento de apertura y cierre, “breathing
el proceso de fabricacién y/o el funcionamiento en un crack” [4,5], alcanzandose resultados muy valiosos en
entorno agresivo o con condiciones de operacion de ambas situaciones, aungue mas cercanos a la realidad los
exigencia, los ejes pueden llegar a generar fisuras cuyo segundos. EI modelo més habitual para el estudio de ejes
crecimiento puede dar lugar a roturas catastroficas o, en en general, y de ejes fisurados en particular, es el modelo
el mejor de los casos, elevados gastos de reparacion y de Jeffcott Rotor [5-9] que consiste en un eje de masa
mantenimiento. La deteccion e identificacion de fisuras despreciable con condiciones de apoyo simple en los
en componentes mecanicos es imprescindible para poder extremos y con un disco en su seccion central. Este
establecer planes de mantenimiento y reparaciéon. Por modelo, aun siendo muy simple, permite conocer el
otro lado, hacer previsiones sobre la vida Util de los comportamiento de los ejes. Estos trabajos, analiticos,
componentes solo es posible, en el caso de fisuras, si se numéricos o experimentales permiten saber el
puede determinar el crecimiento y la velocidad de comportamiento de los ejes fisurados mediante las
crecimiento de las mismas. Para ello, resulta Orbitas [13-15] y también, aunque en menor medida,
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mediante el estudio del factor de intensidad de tensiones.
Este dltimo se ha estudiado en condiciones estaticas o
cuasiestaticas [10-12], sin embargo, en conocimiento de
las autoras de este trabajo no existen resultados del FIT
en condiciones dindmicas. En este trabajo se propone el
estudio mediante un modelo de elementos finitos 3D de
un eje fisurado en condiciones dindmicas de giro. En
primer lugar, se estudian las érbitas descritas por el punto
central de la seccion fisurada del eje cuando este gira a
velocidades correspondientes a los arménicos 2X, 3X y
4X. En segundo lugar, se realiza el estudio del FIT
dinamico en distintos puntos del frente de la fisura
durante una vuelta, en las mismas velocidades indicadas.
Ademads, se estudiara el efecto de la profundidad de la
fisura en los resultados del FIT.

2. MODELO NUMERICO

El modelo numérico desarrollado es un eje rotatorio
basado en el clasico modelo “Jeffcott Rotor” que esta
constituido por un eje con un disco situado en su seccion
central. El eje presenta una fisura transversal situada
también en su seccion central.

El eje considerado, ver figura 1, tiene una longitud L=900
mm y un didmetro D=20 mm est4 realizado en aluminio
de densidad, p=2800 kg/m?, médulo de elasticidad, E=72
GPa y coeficiente de Poisson, v=0.3. El disco, por su
parte, estad realizado en acero cuyas caracteristicas son
0=8065 kg/m3, E=72 GPa y 1=0.3 y tiene unas
dimensiones de 200 mm de didmetro y 21 mm de espesor.
El disco presenta 8 orificios, equidistanciados y situados
a 75 mm del centro del disco, para la incorporacién de
una masa que aporta excentricidad al sistema. Dicha
masa es un pequefio disco de 0.2 kg y en este trabajo se
encuentra en la misma posicién angular que la fisura.

Figura 1. Esquema y modelo del eje con disco.

En cuanto a la fisura, esta situada en la seccion central
del eje. Es una fisura transversal de frente recto. En este
trabajo se han considerado 3 profundidades de fisura
adimensional, o=a/D=0.1;0.25 y 0.4. Para modelizar la
presencia de la fisura se ha optado por aplicar a las caras
de la misma un contacto tipo rougth-hard (en la
nomenclatura de ABAQUS) para evitar la
interpenetracion de las caras y el deslizamiento de las
mismas.
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El modelo desarrollado se ha mallado con elementos
hexahédricos C3D8R (nomenclatura ABAQUS) y se ha
refinado en la zona de la fisura, tal y como se muestra en
las figuras 2 y 3.

Por altimo, el frente de la fisura se ha discretizado en 17
puntos para el estudio pormenorizado del factor de
intensidad de tensiones correspondientes a valores de
y=w/h que van desde -1 a 1 tal y como se puede observar
en la figura 4.

Figura 2. Vista general de la malla utilizada.

Figura 4. Discretizacién del frente de la fisura.

El conjunto disco eje se ha sometido a un conjunto de
velocidades: p=«X«2= 0.05; 0.25; 0.33; 0.5 siendo Q la
velocidad de giro del eje y Q¢ la velocidad critica del eje
no fisurado.

Se ha realizado un analisis modal del sistema sin fisura y
se ha determinado que, para estas caracteristicas
geométricas, sistema de apoyos (eje biempotrado) y
materiales, la frecuencia natural del eje, y por tanto su
velocidad critica es o=¢2,=82.538 rad/s=788.18 rpm.

El problema dindmico asi formulado se ha resuelto
mediante ABAQUS/ Implicit y se han obtenido resultados
de desplazamientos para la determinacién de las 6rbitas
y del Factor de Intensidad de Tensiones.
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3. DETERMINACION DE LAS ORBITAS DEL EJE
3.1. Procedimiento de obtencién de las 6rbitas

Las Orbitas representan la trayectoria seguida por un
punto del eje durante la rotacién del mismo. En este
trabajo se ha considerado la trayectoria del punto central
de la seccion fisurada, tal y como se muestra en la figura
5.

Nodo central

y L
Fisura

X

Figura 5. Punto para la representacion de las drbitas.

Para llevar a cabo la representacion de la 6rbita se han
obtenido los desplazamientos segun las direcciones x e y
durante un tiempo dado. En la figura 6 se representan
estos desplazamientos, para el caso de una fisura de
profundidad a=0.4 de un eje que gira a una velocidad
p=0.33 durante un tiempo t=3.5s que se corresponden
con aproximadamente 15 vueltas. Para la representacion
de la drbita se elige la Gltima vuelta de las estudiadas ya
que se observa una estabilizacion del comportamiento
(zona recuadrada de la figura). En este caso concreto, la
oOrbita obtenida representando los desplazamientos en
ambas direcciones se muestra en la figura 7.

3.2. Andlisis y discusion de resultados

Como se ha indicado previamente, se han obtenido las
GOrbitas correspondientes a 3 profundidades de fisura y en
las velocidades proximas a los arménicos 2X, 3X y 4X
del eje, es decir, en velocidades proximas a 1/2, 1/3,y 1/4
de la velocidad critica del eje intacto. En la figura 8 se
muestran las Orbitas para una velocidad p=0.5 de los ejes
con las tres profundidades de fisura. Las drbitas descritas
por el punto central de la seccion fisurada son mayores
cuanto mayor es la profundidad de la fisura,
consecuencia de la pérdida de rigidez debida a la
presencia de la fisura.

Por otro lado, se observa la presencia de un lazo interior
en todas ellas que indica que efectivamente el eje
fisurado esta girando a una velocidad préxima a % de la
velocidad critica, tal y como se recoge en la literatura
[13-15].
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Figura 6. Desplazamientos horizontal y vertical del
centro de la seccion fisurada. Caso =0.4y p=0.33

Figura 7. Orbita descrita por el centro de la seccion
fisurada. Caso a=0.4y p=0.33

De igual modo se pueden representar las érbitas para
otras velocidades de giro y otras profundidades de fisura.
A modo de ejemplo, se presentan, en la figura 9, las
correspondientes a una fisura de profundidad 0=0.25y 3
velocidades de giro coincidentes con los arménicos. En
este caso, se puede ver como las Orbitas descritas a
velocidades de giro proximas a p=0.25, 0.33 y 0.5
presentan 3, 2 y 1 lazos interiores, respectivamente [13-
15]. En la misma figura, se observa como el tamafio de
las érbitas crece con la velocidad de giro.

Del anélisis de las orbitas y de su comparacion con
resultados cualitativamente iguales (nimero de lazos
interiores en los arménicos 2X, 3X y 4X) a los de la
literatura se puede concluir que el modelo numérico 3D
del eje giratorio fisurado desarrollado es valido desde el
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punto de vista de su comportamiento, lo que permite
continuar con el estudio del factor de intensidad de
tensiones.

0,004
0,002

0
-0,002
-0,004

et =0.1

-0,006

a=04

-0,008

-0,005 -0,003 -0,001 0,001 0,003 0,005

Figura 8. Orbitas para p=0.5 de los ejes con fisuras de
distintas profundidades.

2X 3X
0,003 0,001

0,002

0,001

0,001

4x

0,0005
0,0005

0,0015

-0,0035
-0,00035 -0,00015 0,00005 0,00025

Figura 9. Orbitas para o=0.25 y tres velocidades de
giro.

4. DETERMINACION DEL
INTENSIDAD DE TENSIONES

FACTOR DE

El Factor de Intensidad de Tensiones (FIT) es un
pardmetro que permite conocer el estado tensional
existente en el frente de la fisura. En este trabajo, como
se ha indicado previamente, se ha procedido a su
determinacion en todo el frente de la fisura, en los tres
armonicos y para las 3 profundidades de fisura. Por tanto,
se trata de obtener el FIT en condiciones dinamicas en un
eje fisurado. En conocimiento de los autores, no existe en
la literatura un estudio del FIT en este tipo de situaciones.
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4.1. Procedimiento de obtencion del Factor de

Intensidad de Tensiones

Para la determinacion del FIT se ha considerado el
desplazamiento de las caras de la fisura (CTOD). La
expresion que relaciona el FIT con el CTOD [16] es:

K ro.
u, = -+ —smf(ic+1—coszf)
2u42m 2 2

1)

Siendo u, = CMOD/2 y donde p y « vienen dadas en
condiciones de deformacion plana:

E

K= y Kk=3—-4v (2)
de modo que el FIT, K, vendra dado por:
_V2m E  uy
I N )

Todos los parametros geométricos de la ecuacién (3) se
muestran en la figura 10.

Los datos de u, se han tomado para r = 1.25mm, después
de haber realizado un analisis de sensibilidad vy
alcanzarse la convergencia de resultados a esa distancia
desde la punta de la fisura. Estas medidas han sido
tomadas en los distintos puntos, y, en los que se ha
discretizado el frente (ver figura 4).

e *,1

Figura 10. Esquema transversal de la fisura para el
célculo del FIT mediante desplazamientos.

Con el fin de que los datos sean comparables se procede
a la adimensionalizacion del K, de acuerdo con la
siguiente expresion:

K, = Fovma (4)
siendo o la tension debida a la flexion en un punto remoto
de la seccién central del eje sin fisura y a la profundidad
de la fisura en la posicion y=0.

4.2. Andlisis y discusion de resultados

Se muestran a continuacion los resultados del FIT
correspondientes a la vuelta en la que se ha estabilizado
el comportamiento del eje tal y como se ha indicado en
el apartado correspondiente a las orbitas.

En la figura 11 se muestra, a modo de ejemplo. el
resultado del FIT a lo largo de una vuelta en las distintas
posiciones del frente de la fisura cuando a=0.4, para el



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

caso de la velocidad 2X. Se observa como la el FIT se
incrementa en todo el frente con el giro hasta llegar a un
maximo a los 120°. En este momento la apertura de la
fisura es maxima y el FIT adimensional oscila entre 3.4
y 4.7 dependiendo la posicion en el frente. A partir de ese
angulo de giro, el FIT disminuye hasta alcanzar el valor
0, momento en el cual el frente se cierra por completo
(todas las posiciones tienen FIT =0). Se puede observar
que el FIT toma gradualmente el valor 0 lo que indica que
la fisura se va cerrando gradualmente. Mas adelante la
fisura comienza a abrirse, completandose el ciclo durante
el giro. Resultados similares a este se han obtenido para
las otras velocidades de giro recogidas en este trabajo y
otras profundidades de fisura.

Factor de Intensidad de Tensiones

Angulo de giro

Figura 11. FIT dinamico en una vuelta. Caso p=0.5,
a=0.4,

Con el fin de analizar como afecta la velocidad de giro al
valor del factor de intensidad de tensiones, se muestra en
la figura 12, la comparacién, para una fisura de
profundidad a.=0.4 y una posicion en el frente de y=0, de
dichos valores para una velocidad muy baja, p=0.05, para
los tres armonicos a 1/2, 1/3 y 1/4 de la velocidad critica
y para una situacion estética (p=0). A la vista de los
resultados se observa que:

e A medida que aumenta la velocidad de giro el
valor maximo del factor de intensidad de
tensiones también aumenta.

e En p=1/4, el valor del FIT en todos los puntos
del frente experimenta claramente 2
incrementos (picos) en una vuelta y un
incipiente tercer pico.

e En p=1/3 el FIT experimenta 2 picos en una
vuelta, aunque el segundo de ellos es menos
evidente.

e Enp=1/2 el FIT experimenta un Unico pico en
toda la vuelta.

e Enel caso estético, p=0, se puede ver que el FIT
nunca toma el valor 0, es decir, la fisura
siempre esta abierta.

Los resultados mostrados para una posicion dada del
frente mantienen la misma tendencia en otras posiciones
del mismo. Se pone de manifiesto, por tanto, que cuando
se utiliza el FIT obtenido en condiciones estaticas, para
predecir, por ejemplo, la propagacion de la fisura o la
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vida Gtil del eje, se esta siendo muy poco conservador ya
que, como queda demostrado, el FIT dindmico maximo
alcanzado en algun punto del frente y en algiin momento
del giro, puede hasta cuadruplicar (umbral de este
estudio) dependiendo de la velocidad, el valor del FIT
estatico.

En la figura 13 se muestran los resultados para una
velocidad dada y fisuras de distinta profundidad. Se
observa que, a mayor profundidad de fisura, mayor es el
valor del FIT que se alcanza a lo largo de una vuelta.

p=0
—p=0.05
—p=0,25
—p=0,33

p=0,5

Factor de Intensidad de Tensiones
adimensional, FI

0 100 200 300

Angulo de giro, grados

Figura 12. FIT dinamico para distintas velocidades en
una vuelta. Caso a=0.4y =0

—a =04

~
n

—a =025

adimensional, Fl
- n ~ i

Factor de Intensidad de Tensiones
o
&

0 50 100 150 200 250 300 350

Angulo de giro, grados

Figura 13. FIT dindmico para distintas profundidades
de fisura en una vuelta. Caso p=0.33 y =0

5. CONCLUSIONES

En este trabajo se ha desarrollado un modelo numérico
3D de un eje rotatorio fisurado mediante el codigo
ABAQUS. Para validar el modelo se han estudiado las
oOrbitas obtenidas en los armonicos 2X, 3X y 4X,
correspondientes a 1/2, 1/3 y 1/4 de la velocidad critica
del eje intacto. En estas velocidades se confirma el
comportamiento del eje siguiendo las pautas de la
literatura: en 2X se observa un lazo en el interior de la
Orbita, en 3X se observan 2 lazos y en 4X se observan 3
lazos. Por otro lado, se ha calculado el Factor de
Intensidad de Tensiones a partir del CTOD para el eje
con una fisura. Se han analizado tres profundidades
distintas o=0.1, 0.25 y 0.4 en las tres velocidades
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indicadas. Se ha podido confirmar que el FIT aumenta,
independientemente de la velocidad de giro, con la
profundidad de la fisura, tal y como ocurre con cualquier
componente mecénico en condiciones estaticas. Por otro
lado, se ha analizado el FIT, para una profundidad de
fisura dada, para distintas velocidades de giro,
observandose un incremento del FIT con la velocidad de
giro. También se ha observado la presencia de picos en
FIT, muy probablemente relacionados con los lazos de
las orbitas. Ademas, se han presentado los resultados del
FIT para una velocidad muy baja y los correspondientes
al célculo estatico en las distintas posiciones del giro
obtenidos por las autoras en otros trabajos. En ambos
casos, el valor mdximo del FIT adimensional alcanzado
estd entorno a la unidad. Este valor es menor que el que
se alcanza para las velocidades de giro estudiadas. En el
caso de la velocidad correspondiente a 1/2 de la
velocidad critica, el valor del FIT cuadruplica el valor
estatico. Se puede concluir, por tanto, que la prediccion
de la propagacion de las fisuras o de la vida util del eje
fisurado, ha de hacerse con el FIT correspondiente a la
velocidad de funcionamiento y no con el FIT estatico que
proporcionaria propagaciones de la fisura menores de la
real y una vida Gtil méas larga de la real.
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RESUMEN

Las fases de incubacién y propagacién temprana de grieta de fatiga en metales policristalinos suelen estimarse utilizando
modelos basados en la micromecénica y una definicion de la fuerza impulsora de fatiga, tales como los pardmetros
indicadores de fatiga o la densidad de energia almacenada. Recientemente, los modelos de fractura phase-field han
mostrado una gran habilidad para resolver problemas de fatiga en los que se pueden analizar trayectorias y velocidades
de crecimiento de grieta. Estas técnicas, aunque potentes, son costosas desde el punto de vista computacional. Sin
embargo, el cuello de botella de estos enfoques puede superarse utilizando métodos basados en la Transformada Rapida
de Fourier (FFT) que muestran un notable rendimiento numérico en comparacion con los métodos de elementos finitos.
En este trabajo, se propone un nuevo marco de phase-field para fatiga basado en la FFT relacionando la fractura con las
definiciones de fuerza motriz de fatiga. Se simulan las primeras etapas de la grieta por fatiga en policristales mostrando
sensibilidad a las caracteristicas microestructurales. El uso de solvers FFT permite la simulacion de grandes regiones
microestructurales en 3D para predecir los tiempos de vida en las primeras etapas de fatiga.

PALABRAS CLAVE: FFT methods, phase-field crack, crystal plasticity polycrystals, fatigue indicator parameters.

ABSTRACT

The incubation and early fatigue crack propagation stages in polycrystalline metals are often estimated using models
based on micromechanics and a definition of fatigue driving force definition, such as Fatigue Indicator Parameters or the
stored energy density. Recently, the phase-field models have shown a strong ability to solve fatigue problems where crack
growth rates and paths can be analysed. These techniques, although powerful, are computationally expensive. However,
the bottleneck of these approaches can be overcome using Fast Fourier Transform (FFT) based methods which exhibit
remarkable numerical performance compared to finite element methods. In this work, a new FFT-based phase-field
fatigue framework is proposed by relating the phase-field fracture to fatigue driving force definitions. The early stages of
fatigue cracking in polycrystals are simulated showing sensitivity to microstructural features. The use of FFT solvers
allows the simulation of large 3D microstructural regions to predict lifetimes in the early stages of fatigue.

KEYWORDS: métodos FFT, grieta phase-field, policristales de plasticidad cristalina, pardmetros indicadores de fatiga.

1. INTRODUCCION plastica y su efecto en la formacién de fisuras
microscadpicas que se propagan en fisuras macroscopicas.
El dafio por fatiga en aleaciones metélicas es una gran

amenaza para la vida atil de los componentes de Los modelos micromecéanicos actuales para la prediccion
ingenieria y su prediccion depende de la capacidad de de grietas por fatiga en metales policristalinos se basan
modelar todas las etapas del proceso. La formacion de en la definicion de una fuerza motriz de fatiga, tales como
fisuras macroscopicas es un problema importante en los parametros indicadores de fatiga (FIPs) [1]. Aunque
aplicaciones como la industria aeronautica y automotriz. estos enfoques ofrecen un camino interesante para tener
En este contexto, es crucial predecir la nucleacion y en cuenta los efectos microestructurales en la vida Util
crecimiento de fisuras cortas, ya que pueden consumir por fatiga, no pueden tener en cuenta los regimenes
gran parte de la vida a fatiga. Estas etapas son altamente diferenciados de iniciacion de grietas, esto es, la
sensibles a la microestructura y requieren modelos nucleacion y propagacion de grietas cortas. Para superar
capaces de capturar la localizacién de la deformacion esta limitacion, se estan enriqueciendo los modelos de
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homogeneizacion computacional policristalina para tener
en cuenta el régimen de crecimiento de grietas cortas por
fatiga en funcion de la microestructura. En concreto, los
modelos robustos de mecéanica de fractura difusa (phase-
field) suponen un cambio de paradigma en la
modelizacion de grietas cortas por fatiga.

El método de fractura phase-field [2] es flexible, robusto
y féacil de implementar, y ha ganado popularidad debido
a su capacidad para modelar fendmenos avanzados de
fractura en geometrias y dimensiones arbitrarias sin la
necesidad de remallado. Originalmente disefiado para la
fractura fragil, el método se ha extendido a la fractura
dactil, la fatiga y el dafio quimio-mecénico.
Recientemente, también se ha adoptado para modelar la
iniciacion y propagacion de grietas en el contexto de
policristales [3].

El modelado de la fatiga mediante la combinacién de la
fractura phase-field y el modelado micromecanico tiene
gran potencial, pero se enfrenta a problemas de coste
computacional debido a la necesidad de simular un
nimero alto de ciclos y RVE grandes. Los métodos
basados en FFT [4] muestran un rendimiento numérico
superior en comparacion con los métodos de elementos
finitos y se han utilizado para acelerar los calculos de
fractura phase-field en estudios recientes.

En este trabajo se combina la fractura phase-field con la
modelizacion basada en FFT para estudiar la nucleacion
y el crecimiento de grietas cortas de fatiga en materiales
policristalinos. Se presenta una nueva formulacién que
utiliza una nueva fuerza impulsora de fractura phase-field
basada en la densidad de energia almacenada en la punta
de la grieta [5]. Se abordan varios casos de estudio para
demostrar como el marco puede predecir la nucleacion
de grietas de fatiga y las subsiguientes trayectorias
esperadas de grietas cortas, teniendo en cuenta los efectos
microestructurales y la transicion a la fractura
macroscopica. El uso de solucionadores FFT mejora la
eficiencia de los célculos y permite la simulacion de RVE
tridimensionales suficientemente grandes. El trabajo esta
organizado en secciones que describen el marco teérico
propuesto, los resultados obtenidos en los experimentos
numéricos 2D y 3D realizados en materiales
policristalinos y las conclusiones.

2. UN MODELO DE FRACTURA PHASE-FIELD
BASADO EN PLASTICIDAD CRISTALINA

En esta seccion, la formulacion de fractura phase-field
para el crecimiento de grietas cortas por fatiga se
desarrolla en el contexto de la micromecanica y la
plasticidad de los cristales, en monocristales y
policristales. EI campo phase-field de la grieta y su
gradiente se utilizan para regularizar la topologia de las
grietas, y la evolucion de la grieta es impulsada por la
acumulacion de energia de deformacion elastica y
plastica y por medio de un criterio fenomenolégico
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basado en el pardmetro de densidad de energia
almacenada.

2.1. Modelo de plasticidad cristalina

La formulacion de plasticidad cristalina adoptada en este
trabajo sigue el modelo basado en dislocaciones
desarrollado por Dunne et al. [6]. Dentro de un entorno
continuo y considerando deformaciones y rotaciones
finitas, se asume que el gradiente de deformacidn total F
soporta una descomposicion  multiplicativa en
componentes elasticos F. y plasticos F,, que dan cuenta
respectivamente de la distorsion de la red y del
deslizamiento plastico, tales que

F=F,F, 1)

En consecuencia, el gradiente de velocidad total L
también puede descomponerse en una parte eléstica y
otra plastica, y puede calcularse como:
L=L.+F. L, F' 2
donde L. denota el gradiente de velocidad elastica 'y L,
es el gradiente de velocidad plastica. La descripcion de la
plasticidad del cristal asume que el deslizamiento de la
dislocacion ocurre en los sistemas de deslizamientoy L,
se calcula como la suma de todas las contribuciones de la
velocidad de deformacion plastica de los sistemas de
deslizamiento activos dado por:
L, =FFi' =35 yn' @' (3)
donde y ! es la velocidad de deformacion plastica cortante
para el sistema de deslizamiento i-ésimo, y s' y n!
representan los vectores paralelo y normal a la direccion
del plano de deslizamiento i-ésimo. La velocidad de
deformacion plastica y' en el sistema de deslizamiento i-
ésimo puede estimarse a partir de la tensién de cortante
resuelta en el plano 7! como:

. AF\ . _zh)av
y' = ppb?vpexp (— ﬁ) sinh [%]

(4)
donde p, es la densidad de dislocaciones mdviles, v, es
la frecuencia de intentos de saltos de dislocacion sobre
obstaculos, b es el vector de Burgers, AF es la energia de
activacion térmica, k es la constante de Boltzmann, T es
la temperatura absoluta (295K), ! es la tension cortante
critico resuelta (CRSS) en el i-ésimo sistema de
deslizamiento, y AV es el volumen de activacion.

La regla de deslizamiento mecanicista de la Ecuacion (4)
se deriva de la nocion de que la movilidad de las
dislocaciones estd restringida por la fijacion de las
dislocaciones, hasta que la fuerza termodinamica motriz
hace que la dislocacion escape de estos puntos de
fijacion, dando lugar a un deslizamiento sensible a la
velocidad. ElI CRSS sigue una ley de endurecimiento
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basada en Taylor en estos sistemas, debido a la densidad
evolutiva de las  dislocaciones  almacenadas
estadisticamente  (SSD) 'y las  dislocaciones
geométricamente necesarias (GND), de forma que

=1l + ub,/pssp + Penp

donde i, es la CRSS inicial, 4 es el mddulo de
cizallamiento elastico, y pssp Y peyp denotan
respectivamente las densidades SSD y GND. Se supone
que la densidad SSD evoluciona con la deformacion
plastica acumulada e induce endurecimiento en el
sistema de deslizamiento, tal que

. ,z
pssp = A ng: L,

donde A es el coeficiente de endurecimiento.

()

(6)

Las GND tienen en cuenta de la curvatura permanente de
la red cristalina y pueden obstruir el deslizamiento de las
dislocaciones. El tensor de Nye A, y su caracterizacion
de la incompatibilidad pléstica, se utilizan para estimar la
densidad de GND que viene dado por,

A=V xFP =35 phb' @s' +pib @t (7)
donde V, x denota el rotacional en la configuracion de
referencia, piGS y piGe representan respectivamente los
componentes de dislocacion independientes de tornillo y
de borde, y b' y t' son el vector de Burgers y el vector
tangente a la direccion del plano de deslizamiento i-
ésimo. En la red FFC, el nimero de segmentos de
dislocacién de borde y de tornillo es igual a 12 y 6,
respectivamente. A continuacién, la no unicidad
inherente de la solucién de GNDs se aborda utilizando el
esquema de norma L,, que minimiza la suma de los
cuadrados de los vectores de densidades de dislocacion
resultantes para obtener los componentes de tornillo y de
borde de las densidades de dislocaciones, lo que conduce
al siguiente valor escalar de densidad de GNDs:

Penp = \/2&1 (Pés)z + (P};e)z- (8)

2.2. Modelo de fractura phase-field

La nucleacion y el crecimiento de las grietas se
caracterizan por una descripcion de fractura phase-field,
en la que se introduce una variable de campo auxiliar (el
campo de phase-field (¢) para describir la interfaz de
material en contacto con la grieta. Esta variable de campo
¢ muestra una transicion continua y suave dentro de un
intervalo dado, por ejemplo ¢ € [0,1], tomando el valor
limite inferior (¢ = 0) en la fase no dafiada y la magnitud
limite superior (¢p = 1) en puntos de material totalmente
agrietado. Tipicamente, se supone que la variable de
phase-field evoluciona en base al balance entre las
energias almacenada y de fractura, siguiendo el balance
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energético postulado por primera vez por Griffith para
solidos fragiles. En extension a materiales ductiles, la
energia potencial del s6lido ¥ puede escribirse como la
descomposicion aditiva de la energia mecéanica
almacenada y la energia de fractura, que sigue

BF,600 = [ g@)[We(Fo) + W,(F 0] + GET.($,V9) dy (9)

donde a es el vector de variables internas, W, y W}, son
la energia eléstica y plastica por unidad de volumen, y
I.(¢, Vo) = é (% + €2|V¢|?) una funcion de densidad
de grieta para proporcionar una aproximacién
volumeétrica de la contribucion de energia de la superficie
de la grieta, donde £ € R* es una escala de longitud para
el ancho de la grieta aproximada. Aqui,
g(®) = (1 —¢)? es la funcion de degradacion que
reduce la rigidez del material, que suponemos de forma
cuadréatica. Obsérvese que la energia plastica contribuye
al crecimiento de la grieta y se degrada de forma anéloga
a sus homologas eléstica y plastica. El papel de las
deformaciones plasticas en la contribucién a la evolucién
del dafio puede observarse facilmente derivando la
ecuacion de Euler-Lagrange de la Ec. (9), obteniendo la
siguiente forma fuerte:

(¢p — £2V%¢) — 2(1 — ¢p)S(state (F,a)) =0 (20)
donde S(state(F, a)) es una funcion de estado impulsora
de grieta, que para el modelo convencional de fractura
phase-field y es igual a S(state(F,a)) = £/G0(W, +
W,). Esta fuerza impulsora de la fractura se reformula
aqui para ampliar la modelizacién de la fractura phase-
field al analisis de la nucleacién y el crecimiento de
grietas de fatiga microestructurales.

Nuestra eleccion para la fuerza impulsora de fractura por
phase-field se basa en el concepto de densidad de energia
almacenada, ya que se ha demostrado su capacidad para
predecir la nucleacion y el crecimiento de grietas de
fatiga  microestructurales. Este  enfoque es
fenomenoldgico, y relaciona el trabajo plastico y la
densidad de dislocaciones con el estado actual de dafio
por fatiga del material. En la formulacién de la
plasticidad del cristal, la densidad de energia almacenada
se determina a partir de la fraccion del trabajo pléstico
que se almacena en la estructura de dislocacién local y se
normaliza por la escala de longitud a lo largo de la cual
se almacena la energia (el camino libre promedio de
dislocacion), lo que da como resultado

£o:deP

G. =
$ f \VPSSD*TPGND

(11)

La fisuracién por fatiga se producira entonces cuando la
densidad de energia almacenada alcance un valor critico,
Gs — Gg;, - Incorporamos este concepto en el contexto de
la fractura phase-field mediante la definicion de una
nueva funciéon de estado de conduccion de grieta
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S(state(F, a)) y un nuevo umbral basado en la densidad
de energia almacenada W, [9].

La condicién G; — G,.;; Se tiene en cuenta mediante la
definicidn de una condicion de umbral para el inicio del
dafio, que luego se incorpora a la ecuacién de equilibrio
de phase-field. Asi, se define una variable W_,;; como la
suma de las energias elastica y plastica en el momento en
que la densidad de energia almacenada alcanza el valor
critico; es decir,

(12)

Wcrit = (rrg[g,)t(] (VVe+) + VVP)

Gs=Gerit

donde max,ejo (We) significa el valor maximo
alcanzado por la parte de traccion de la energia de
deformacion  elastica, donde se aplica una
descomposicion espectral del tensor elastico.

A continuacion, se define una nueva funcion de estado de
conduccioén de grietas como

. +
S(state (F, FP,a)) = ”’V_cm<We W 1>

0
Gc Werit

(13)

donde (x): = (x + |x])/2 son los corchetes de Macaulay.

2.3. Formulacién de las ecuaciones de gobierno basada
en FFT

Tanto para las ecuaciones de desplazamientos como para
las de phase-field, abordamos el problema de valor de
contorno periddico utilizando el método espectral FFT y
asumiendo condiciones cuasiestaticas. Las ecuaciones de
campo se plantean en un dominio paralelepipedo
periddico Q con dimensiones L, - L, - Ls, teniendo en
cuenta tanto la geometria periddica como las condiciones
de contorno periédicas.

Dentro del método de Fourier, el dominio Q se discretiza
en una malla regular voxelizada que contiene N; - N, - N5
voxels. Los campos implicados en el problema estaran
representados por su valor en el centro de cada voxel. El
espacio de Fourier se discretiza en el mismo ndmero de
frecuencias, y la transformada de Fourier de una funcién
definida en Q se obtiene mediante la Transformada
Discreta de Fourier del campo discreto y se calcula
utilizando el algoritmo FFT. La discretizacion del
espacio de Fourier viene definida por los vectores de
frecuencia espacial. Las formulaciones fuertes del
equilibrio mecénico y el balance de phase-field se
trasladan al espacio de Fourier utilizando frecuencias
para las derivadas espaciales, lo que da como resultado

F{1-¢)*P(F,a)}-i§=0
(¢ — EF PR - 201 - ) e (e 1) = 0

68\ Wit

(14)
(15)

donde F~! y F representan la transformada inversa y
directa de Fourier de una funcion de valor real e i es la
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unidad imaginaria. Para el balance de momento lineal, se
realiza un procedimiento Newton-Raphson donde se
plantea la forma linealizada de la Ec. (14) y las
condiciones de contorno son impuestas a través de
gradiente de deformacion macroscdpico.

Este sistema lineal de ecuaciones se reduce teniendo en
cuenta las simetrias de la transformada real de Fourier y
aplicando precondicionadores, y se resuelve mediante un
solver de Krylov (GMRES con una tolerancia relativa de
tol;, = 107°), similar al método DBFFT propuesto en
la Ref. [7].

Por ultimo, el tensor de Nye A (Ec. 7) se calcula
utilizando las propiedades de Fourier de la derivacion, de
modo que su expresion se simplifica en el espacio de
Fourier y aplicamos una regularizacion tipo Laplaciano
con longitud caracteristica {’Fp al campo del gradiente de

deformacion plastico.

Resolvemos el sistema de ecuaciones no lineales
acopladas utilizando una técnica de minimizacion
alternada no lineal, que abarca un enfoque de
discretizacion temporal implicita. Asi, para un
incremento de tiempo dado, las Ecs. (14) y (15) se
resuelven de forma escalonada y el proceso se repite
hasta alcanzar la convergencia para una tolerancia de
tol = 5-1073. Ademas, tras la resolucion de la Ec. (15),
se impone una restriccién adicional dentro del solver para
hacer cumplir la irreversibilidad del dafio asumiendo ¢ >
0.

3. RESULTADOS

En esta seccion, presentamos y discutimos los resultados
obtenidos con el marco propuesto en una variedad de
experimentos numéricos de carga ciclica, incluyendo
especimenes monocristalinos y policristalinos. En todos
los casos, los dominios computacionales se discretizan en
mallas regulares de voxeles donde la longitud
caracteristica del voxel se elige que sea £,y = 0.78um,
con el fin de establecer una buena resolucion de la
geometria y morfologia de las estructuras de grano

consideradas. Se introduce la carga mecéanica
considerando condiciones de ensayo ciclico uniaxial de
deformacion controlada con una amplitud de

deformacion &, = 2%, relacién de deformacién R, =
0, y velocidad de deformacion ¢ = 1-1073s™1. Los
experimentos numeéricos se realizan sobre estructuras
cristalinas de FCC, siendo los pardmetros de plasticidad
de los cristales los correspondientes a un monocristal de
CMSX-4 a temperatura ambiente (ver Ref. [8]). El
calculo del tensor de Nye se lleva a cabo utilizando una
longitud de regularizacion caracteristica de 2 voxels
({’Fp = 1.56um), que ha demostrado ser el minimo

requerido para atenuar los efectos de discretizacién. Los
parametros del phase-field se eligen de forma que se
garantice un nimero suficiente de ciclos de carga, de
forma que se alcancen bucles de fatiga estabilizados antes
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de la formaci6n y propagacién de grietas. Los fendbmenos
de nucleacién de grietas por fatiga pueden predecirse con
unos pocos ciclos de simulacion y las conclusiones
extraidas de una respuesta a la fatiga estabilizada pueden
aplicarse a las estimaciones de la vida util total. En
concreto, consideramos G..;; = 4jm~2 y tomamos la
escala de longitud de phase-field como £ = 2.34um, tres
veces mayor que la longitud de voxel caracteristica para
garantizar resultados independientes de la discretizacién.

a)

L

Figura 1. Geometrias para el caso de (a) cristal Gnico y
(b) policristal.

3.1. Crecimiento de grieta en un panel de cristal unico

El primer caso de estudio se refiere al inicio del
crecimiento y posterior propagacién de grietas de fatiga
microestructurales en una placa monocristalina en
funcién de la orientacion del cristal. La muestra,
representada en la Fig. 1a, tiene unas dimensiones de
L, =200pum X L, = 100um X L, = 0.78um y se
discretiza utilizando N, =256 X N, =128 XN, =1
voxels. Se introduce una grieta inicial de longitud 50um
en el centro de la muestra, perpendicular a la direccion de
carga y de forma geomeétrica se introduce definiendo una
region de material elastico lineal con una rigidez 107>
veces la rigidez original del cristal. Esta region abarca los
voxeles situados en el dominio (L, /4,3L,/4), (Ly/z -
Ly/Ny,L,/2 +L,/N,). Se suponen condiciones de
tension plana en todos los casos. Se analizan dos
orientaciones diferentes: (i) un solo cristal orientado en
la direccién [100], de modo que existe un sistema de
deslizamiento preferente a 45 grados, y (ii) una
configuracion rotada, de modo que la direccion [111] esta
alineada con la carga y es perpendicular a la grieta.

()b 0.0 0.2

05 08 1.0

Figura 2. Trayectoria de grieta (contorno ¢) para el
cristal dnico con orientacion [100] (N = 6).
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En primer lugar, consideremos los resultados obtenidos
para la orientacion [100], Fig. 2. Inicialmente, la
distribucion de la deformacion plastica es simétrica con
respecto a la grieta inicial, y la plasticidad se concentra
principalmente cerca de la punta de la grieta, dando lugar
a una trayectoria de crecimiento de la grieta en modo I,
perpendicular a la direccion de carga. La carga ciclica
conduce a una acumulacion plastica y a la formacién de
bandas de deslizamiento, como puede verse en el
contorno y como resultado, la grieta sigue una trayectoria
mixta con contribuciones de los dos planos

cristalograficos a 45 grados.

S

¢) 00 02 05 08 1.0
Figura 3. Trayectoria de grieta (contorno ¢) para el

cristal Gnico con orientacion [111] (N = 7).

Los resultados obtenidos cuando la carga se aplica a lo
largo de la direccion [111] se muestran en las Figs. 3. Se
puede observar que la distribucion de la trayectoria de
grieta es asimétrica con respecto al plano de la grieta,
concentrandose en las regiones superior izquierda e
inferior derecha del dominio. Como se muestra en la Fig.
3, esto da lugar a un agrietamiento de modo mixto con la
grieta propagandose a lo largo de dos planos
cristalograficos que forman un angulo de 30 grados con
la grieta inicial. Estos sistemas de deslizamiento resultan
ser dominantes en relacién con los otros dos sistemas de
deslizamiento en ese plano, perpendicular y paralelo a la
grieta inicial.

3.2. Nucleacién y crecimiento de grieta en policristales

El tercer estudio de caso pretende arrojar luz tanto sobre
la nucleacién como sobre la propagacion de grietas cortas
por fatiga microestructural. Se considera una placa
policristalina  de dimensiones 100um X 100um X
0.78um, asumiendo un comportamiento de tension plana
y sometida a las condiciones de contorno ciclicas
descritas anteriormente. No se introduce ninguna grieta
inicial para estudiar el proceso de nucleacion. El dominio
computacional se discretiza utilizando 128 x 128 x 1
voxels. La placa contiene un total de 18 cristales, que
estan orientados aleatoriamente y siguen una distribucion
log-normal con un didmetro equivalente medio de 30um
y una dispersion de 0,1 en la desviacién estandar. La
microestructura periddica estudiada se muestra en la Fig.
1b. Los resultados obtenidos se dan en la Fig. 4, en
términos de trayectorias de grieta (contornos ¢), en
funcion del nimero de ciclos.
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Figura 4. Trayectoria de grieta (contorno ¢) para el
policristal 2D (N = 9).

De acuerdo con las hipétesis del modelo, la nucleacion
de grietas de fatiga microestructurales esta impulsada por
la acumulacién de densidad de energia almacenada. No
se observan dafios en los primeros ciclos, pero la energia
almacenada se estd acumulando en bandas de
deslizamiento inclinadas con respecto a la direccion de
carga dentro de los granos. A este respecto, cabe sefialar
que las configuraciones policristalinas muestran un
efecto de GNDs significativo cerca de los bordes de
grano, lo que conduce a una menor deformacion pléstica
debido al endurecimiento GND de los limites de grano y,
por tanto, a valores bajos de G,. Asi, el modelo reproduce
grietas originadas dentro de los granos y no en los bordes
de grano. Se demuestra que el proceso de incubacion de
la grieta dura varios ciclos (N=5) y que la nucleacion de
la grieta primaria se produce dentro de un plano
cristalogréfico de uno de los granos con un factor Schmid
elevado. Ademas, en la Fig. 4 se pueden observar otras
zonas dafiadas que actlan como potenciales lugares de
formacién de grietas secundarias. Los resultados
muestran cdmo el presente marco, que se basa en una
descripcion de fractura phase-field, puede simular
adecuadamente la formacion de grietas.

Tras la nucleacion de las grietas de fatiga, el proceso de
propagacion de la grieta microestructuralmente corta
tiene lugar en unos pocos ciclos. La grieta sigue facetas
cristalinas especificas en algunos casos, pero también se
desvia dentro de algunos granos como resultado de las
contribuciones de multiples sistemas de deslizamiento,
mostrando en un entorno  policristalino el
comportamiento observado en los estudios de casos
anteriores. Una vez que la grieta atraviesa varios granos,
la propagacion se vuelve inestable debido a la
periodicidad y a la reduccion del area efectiva.

El cuarto experimento numérico demuestra las
capacidades del marco de modelizacién para predecir
fenémenos complejos de agrietamiento microestructural
en microestructuras 3D realistas, aprovechando la
velocidad de calculo que proporcionan los métodos de
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FFT. En concreto, se considera una RVE clbica que
contiene 64 granos. EI RVE tiene unas dimensiones de
100 veces 50um X 50um X 50um y se discretiza
utilizando 64 x 64 x 64 voxels, lo que resulta en
aproximadamente 10° grados de libertad. La
microestructura periddica generada sintéticamente sigue
una distribucién logaritmica normal con un didmetro
medio de 30 um y una desviacién estandar de 0,1. El
RVE se somete a las mismas condiciones de carga ciclica
que los casos de estudio anteriores, y el analisis se lleva
a cabo hasta que se observa un agrietamiento inestable.
Las predicciones del modelo se muestran en la Fig. 5.

¢
!1.0

0.5

i0.0
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number

40

20
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nucleation

0

Figura 5. Trayectoria de grieta (contorno ¢) para el
policristal 3D (limite ¢p >0.9) (N = 13).

Los resultados muestran que se necesitan 9 ciclos para
acumular niveles suficientes de energia almacenada
como para desencadenar dafios microestructurales. A
continuacion, el dafo por fatiga se propaga con relativa
rapidez y se observan multiples grietas después de 13
ciclos. El modelo capta adecuadamente la interaccion
entre la localizacién plastica y el agrietamiento
microestructural. Antes de la nucleacion de la grieta, el
pardmetro de densidad de energia almacenada se
acumula en los planos de deslizamiento dentro de los
granos y se observa un efecto significativo de las GND
en la prevencion de la nucleacion de grietas en los limites
de grano. Los lugares de nucleacion se localizan donde
se alcanzan los niveles mas altos del parametro de
densidad de energia almacenada. El dafio se inicia en tres
lugares (véase la Fig. 5), dando lugar a la nucleacién de
tres grietas que se propagan e interactdan. Una vez mas,
como en el caso anterior, los lugares de nucleacion de las
grietas se encuentran dentro de cristales con factores
Schmidt elevados.

Se demuestra que las tendencias de agrietamiento estan
estrechamente relacionadas con los fendmenos de
localizacion plastica microestructural. Se observa que la
nucleacion de la grieta sigue planos cristalograficos y que
la propagacion subsiguiente tiene lugar a lo largo de la
microestructura  siguiendo  un  mecanismo  de
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agrietamiento  transgranular. Las tendencias de
propagacién observadas son el modo de deslizamiento
simple, siguiendo un plano, o el modo de deslizamiento
mdltiple, una competicién entre dos direcciones que
también se observo en los analisis 2D anteriores. En los
ciclos finales, las grietas primaria y secundaria se
fusionan debido a su proximidad, dando lugar a patrones
de grieta finales similares a los observados en
experimentos. Finalmente, maultiples grietas
microestructurales interactian y la fractura se vuelve
inestable. Los resultados muestran la capacidad del
modelo para capturar la nucleaciéon simultanea de
maltiples grietas y fendmenos de agrietamiento
complejos como la ramificacion de grietas y la fusion de
maltiples grietas.

4. CONLUSIONES

El trabajo presenta un marco de fatiga basado en la
microestructura y la fractura phase-field que captura la
nucleacion y propagacién de grietas de fatiga en
materiales policristalinos. ElI modelo combina la
plasticidad cristalina basada en dislocaciones, una
descripcion de la evolucion del dafio mediante fractura
de phase-field y una nueva fuerza impulsora de fatiga
basada en el concepto de densidad de energia
almacenada. El enfoque numérico utiliza solvers de FFT,
lo que permite la simulacién de RVEs lo suficientemente
grandes y multiples ciclos de carga. Se investigan cinco
casos de estudio para evaluar la capacidad del modelo
para capturar la nucleacién y propagacion de grietas de
fatiga en cristales Unicos y policristales en 2D y 3D. Las
principales conclusiones muestran que las trayectorias de
grietas de fatiga cortas pueden verse significativamente
influenciadas por la formacién de bandas de
deslizamiento a lo largo de planos cristalogréaficos, y que
la nucleacion de grietas ocurre en planos de
deslizamiento  preferencialmente  orientados. La
combinacion de solvers FFT y la fractura phase-field
permite la simulacién de fenémenos complejos de
fractura, como la ramificacion de grietas y la nucleacion
de multiples grietas, en RVEs tridimensionales y durante
maltiples ciclos de carga.
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RESUMEN

Se presenta una generalizacion del modelo de la grieta de interfaz de Comninou para bimateriales anisétropos desarrollada
a partir de la aplicacion del formalismo de Stroh y la matriz de impedancia de Ting, y considerando la ley de Coulomb
para friccion isétropa en la interfaz de la grieta. De esta forma, tenemos una solucion analitica con la que obtener los
diferentes exponentes de singularidad que definen los campos asintéticos de tensiones y desplazamientos en el entorno
de la punta de la grieta. A diferencia de los casos encontrados en la literatura, en este trabajo no se impone una direccion
relativa de deslizamiento entre ambos materiales, considerando asi el &ngulo de deslizamiento una incognita. Una vez se
tienen los exponentes de la serie asintotica y los correspondientes angulos de deslizamiento, se pueden obtener los campos
de desplazamientos y tensiones en el entorno de la grieta asociados a cada modo. Entre los casos especiales que se han
analizado debido a su importancia, estan las soluciones para A=0.5 y A=1, asi como el estudio completo de la variacion
de los exponentes de singularidad y del angulo de deslizamiento en el caso de una grieta de interfaz entre dos laminas del
mismo material con diferente orientacion.

PALABRAS CLAVE: Grieta de interfaz, friccion, materiales anisétropos, tensiones singulares.

ABSTRACT

A generalization of the Comninou interface crack model for anisotropic materials is presented, it is developed by applying
the Stroh formalism and Ting's impedance matrix and considering the Coulomb law for isotropic friction at a crack
interface. In this way, we have an analytical solution allowing us to obtain the singularity exponents that define the
asymptotic stress and displacement fields near the crack tip. In contrast to the cases found in the literature, in this work
we do not specify the relative sliding direction between the two materials, so we consider the sliding angle as an unknown.
Once the exponents of the asymptotic series and the corresponding slip angles are obtained, the displacement and stress
fields near the crack tip associated with each mode are calculated. As special cases, the solutions for A=0.5 and A=1 are
analysed due to their significance, and a complete analysis of the variations of the singularity exponent and the sliding
angle in the case of a crack in the interface of two laminates of the same material with different orientations is presented.
KEYWORDS: Interface crack, friction, anisotropic materials, singular stresses.

1. INTRODUCCION de Comninou recibe el nombre de modelo de contacto ya

que considera el contacto entre los dos materiales
El estudio del fendmeno de la grieta ha sido de interés impidiendo el desplazamiento relativo en la direccion
por més de unssiglo[1, 2, 3, 4]. Para el estudio de la grieta normal a la interfaz. Estudié este problema tanto para el
de interfaz en bimateriales tenemos que irnos a 1959, caso sin friccion [7], como para los casos en que el
cuando Williams [5] presentd el analisis asintotico de los contacto entre los materiales implicaba friccion [8]. En
campos elasticos en la punta de una grieta de interfaz. ambos casos, estudidndolo so6lo para bimateriales
Este modelo es el llamado modelo abierto de la grieta de isétropos, las soluciones del exponente de singularidad
interfaz y su solucidn lleva a campos de desplazamientos permanecen reales, y asi se evita el comportamiento
y tensiones oscilatorios en el entorno de la punta de la oscilatorio del campo de desplazamiento. EI modelo de
grieta. Estas oscilaciones en el campo de desplazamiento contacto supone que la grieta solo estd parcialmente
implican que puedan aparecer interpenetraciones entre abierta. La zona que se supone cerrada se denomina Zona
los materiales en la interfaz [6]. de Contacto y en el caso de una carga de traccion, suele

ser muy pequerfia, a veces de escala subatomica. Si esta
Para resolver estas inconsistencias fisicas, diferentes zona de contacto es pequefia en comparacion con la
modelos fueron desarrollados, entre ellos cobré especial longitud de la grieta, la solucién obtenida por el modelo
relevancia el propuesto por Comninou [7, 8]. EI modelo abierto es valida a distancias mayores que la zona de
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contacto [9, 10, 11]. Pero, bajo cargas dominadas por el
cizallamiento y/o la compresién la zona de contacto
puede ser del mismo orden que la longitud de la grieta y
los efectos de la zona de contacto no pueden despreciarse.
Hills et al. [12] y Manti¢ et al. [13] discuten las
consideraciones fisicas que deben tenerse en cuenta para
elegir el modelo abierto o cerrado para resolver una grieta
de interfaz especifica y las dificultades que tiene cada
modelo.

Como el uso de materiales anisétropos se ha
incrementado en los Gltimos afos, la generalizacion del
estudio de la grieta de interfaz, en su modelo abierto y
cerrado, a bimateriales anisétropos ha despertado el
interés de los investigadores [14, 15]. La mayoria de
estos autores [13, 16, 17, 18, 19, 20, 21] han seguido la
linea propuesta por Ting aplicando el formalismo de
Stroh [22, 23] para el analisis de los campos de
desplazamiento y tensién en materiales anisétropos. En
la mayoria de los casos que conllevan friccién [24, 25],
los autores restringen su analisis a casos en los que hay
cierta simetria en el plano xi-x, permitiendo asi
desacoplar el modo de fractura plano del antiplano.

Ting [26] aplicé el formalismo de Stroh para materiales
anisotropos al modelo abierto de grietas de interfaz con
la posibilidad de condiciones de contorno libres-fijas o
fijas-fijas dando expresiones analiticas para cada caso y
en [27] hace una clasificacion de los materiales
anisotropos que pueden o no aliviar la oscilacién para una
orientacion particular. Wu [28] aplicé el enfoque
desarrollado por Ting a la grieta de interfaz cerrada sin
friccién entre materiales anisétropos disimilares, y en
estos casos, incluso evitando la interpenetracién en la
zona de contacto, sigue apareciendo el comportamiento
oscilatorio de las tensiones. Otros autores plantearon
diferentes modelos para evitar el comportamiento
oscilatorio, por ejemplo, Gao en [29, 30] propuso
imponer siempre la singularidad de la raiz cuadrada
inversa para grietas de interfaz cerrada en materiales
anisotrdpicos aplicando una fuerza de contacto de
pseudo-friccion a lo largo de las caras de la grieta siempre
normal a la direccion de deslizamientos. En este estudio
s6lo aparecen los modos de fractura plano y antiplano.
Deng [24] estudia la grieta de interfaz con friccion para
materiales anisétropos con plano de simetria en x;= 0.
Esto permite simplificar el problema ya que, en estos
casos, la deformacion en el plano esti separada de la
deformacion fuera del plano, por lo que no es necesario
definir ni el angulo de deslizamiento ®" ni la direccién de
la tensién tangencial ®. Ting y Chou [31] estudian el
efecto de contacto con friccion en la grieta de interfaz,
pero analizando la tensién singular en otro extremo de la
zona de contacto, en lugar de la punta de la grieta. Para
evitar tener ®" y ® como una incognita, el modelo de
friccion utilizado, teniendo un coeficiente de friccion p
constante en toda la interfaz, considera c21= 623= -p622
por lo tanto se fuerza que la direccion de la tension
tangencial resultante sea ® = ”/4. Sung y Chung en [32],

resuelven el problema de la grieta cerrada en bimaterial
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anisotropo de forma similar a como lo hicieron Ting [26]
y Wu [28] aplicando el contacto de friccion definido por
Ting y Chou [31].

Chen [33] presenta una nueva metodologia para el
analisis de las singularidades de tension en la punta de la
grieta de interfaz entre dos materiales anisétropos con
una zona de contacto adyacente a la punta de la grieta,
aplicando el formalismo de Stroh [22, 23] en
deformacion plana generalizada y la ley de Coulomb para
el contacto friccional. La novedad de su método es que la
direccién de cizallamiento ® permanece como una
incdgnita a diferencia de ser impuesta como en el andlisis
realizado anteriormente en [31,32].

En este trabajo, nos centraremos en los campos de tension
y desplazamiento en el entorno de la punta de la grieta,
por lo que en este caso es necesario aplicar el modelo de
contacto propuesto por Comninou y el modelo de
friccion propuesto por Chen y otros [33, 34], definiendo
®y @“ como incognitas. La novedad de este trabajo frente
a la solucién propuesta en [32] es que en este trabajo no
se impone la direccién de deslizamiento y se calcula
como una incdgnita extra.

Una vez que se encuentra la solucion en tensiones y
desplazamientos, algunos pares de valores de A-o
solucion del problema, se pueden descartar si esta
solucion no cumple la condicion de disipacion de
energia, es decir, la direccion de deslizamiento relativo
debe de ser opuesta a la direccion de la tension
tangencial. Se ha comprobado numéricamente que sélo
los resultados con A > 0,5 satisfacen este criterio, en
consecuencia, puede decirse que el contacto por friccion
hace que las tensiones sean menos singulares que la
singularidad de la raiz cuadrada como la existente en el
material homogéneo o en el caso sin friccion. Este hecho
fue sefialado por Audoly [35] y Deng [24].

Los resultados se han verificado con la herramienta
geneérica presentada en [36] ampliada para el anélisis de
singularidades de tension en esquinas multimaterial con
contacto con friccion.

2. CAMPOS ASINTOTICOS DE
DESPLAZAMIENTOS Y TENSIONES

Para definir los campos de desplazamientos y de
tensiones  asintdticos bajo  deformacion  plana
generalizada, cerca de la punta de la grieta, el punto
singular, usaremos las expresiones

u(r,0) = r*[AE(4,6)q + AE(%, 6)§],
t(r,0) = r*~*A[BE(4,0)q + BE(%, 6)§],

€]
O]

basadas en el formalismo de Stroh [22, 23] desarrolladas
por Ting [37]. A es el exponente de singularidad, A y B
son las matrices 3 x 3 formadas por los autovectores a,,
y b, del formalismo de Stroh [22, 23], q y q son vectores
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arbitrarios, la barra denota la matriz conjugada compleja
y

E(2,0) = diag|¢}(6),35(6),53(6) |,

E4,0) = diag[{1(6),$3(6),33(0)], ®)

con {;(0) = cos(0) + p, sin(0).

Material 1

L

Interfaz
pegada

6= £180°

Caras de la grieta
con contacto y
con friccién
0 =0°

Frente de grieta

Figura 1 Esquema de grieta de interfaz con condiciones
de contorno

3. ECUACIONES Y FORMULAS

En la Figura 1 se representan dos materiales anisétropos
pegados en x < 0,y = 0, y con una grieta con contacto
enx > 0,y = 0. De aqui en adelante, el subindice 1y 2
o superindice (1) y (2) hacen referencia al material
superior e inferior respectivamente, a no ser que se refiera
a un eje de coordenadas cartesiano. ElI material 1 se
encuentradesde 8 = 0 hasta & = m y el material 2 desde
6 =0hastad = —m.

En la interfaz perfectamente pegada, 6 = +m, debe
cumplirse el equilibrio en tensiones

t@® (r,m) = t(z)(r, —-1), 4)

y desplazamiento relativo nulo entre los puntos en
contacto perfectamente pegados de ambos materiales

u () = u@ @, —n). (5)

Aplicando la expresién (1) a (5) se obtiene

AlE(A, T[)ql + Klﬁg’ F)/q\l =
= AE(A, —m)q, + A,E(4, —1)q;,

y aplicando la expresion (2) a (4)

B,E(4,m)q, + B,E(A, m)q; =
= B,E(4, —m)q; + B,E(4, —m)q,.

Estas expresiones pueden reducirse teniendo en cuenta
que EQA, +m) = eI, o y EQ, +m) = e T, o

QZ%MAlch + §1q1 =A;q; + ezlmnisz/q\z
€ZMHB1Q1 + B.q, = B,q, + ezulnquz

(6)
U]
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El equilibrio también debe cumplirse en la interfaz de la
grieta ya que se fuerza el contacto entre los dos materiales

B,E(4,0)q, + B,E(2,0)q, = B,E(4,0)q, + B,E(%,0)4,

que con E(3, 0) = E(}, 0) = I;,; queda reescrita como

B,q, + B;@; = B,q; + B,q,. (8)

Para forzar el contacto entre ambos materiales, el
desplazamiento relativo en la direccién perpendicular a
la grieta debe de ser cero

ulP(0) —uf?(0) = 0. 9)

Ademas, en la zona de contacto se aplicara la relacion
entre las tensiones tangenciales y la normal dada por la
ley de Coulomb

a52(0) + p cos(w)aP(0) =0,
03%)(0) + ,usin(w)az(;)(o) =0,

(10)
(1)

donde u es el coeficiente de friccién de Coulomby w es
el angulo medido desde el eje x; en el plano x, =0y
marca la direccion de la tension tangencial resultante.

Aplicando (1) a (9) v (2) a (10) y (11) obtenemos el
siguiente sistema de ecuaciones

[0 1 0l(Aiq; +A.@; — A9, — AzG,) =0,
[1 pcos(w) O0](B,q; +B,@;) =0,
[0 psin(w) 1](Biqy +B4qy) =0.

(12)

Los casos en los que A € Z, serdn estudiados en la
Seccion 4.1, ya que para los pasos que se haran a
continuacidn es necesario considerar A & Z. Los vectores
41, 92 vV G, se pueden obtener en funcion de q, mediante
las expresiones (6), (7) y (8)

4, = —e*""(A; —A;B;"'By) "' (A; — A;B;'B) q,
9: = B;'B,q;, (13)
4, = B;'Bq;.

y aplicando el tensor de impedancia del material, M;,
definido en [38,39] y la matriz del bimaterial, M*
propuesta por Hwu [40]

M =M;!+M;'=i(A;B;! - A,B;1), (14)
se puede reescribir el sistema (12) como
(1-e**M[0 1 0IM'B;q; =0, (15)

i[1 ucos(w) O0](M*" + e24"M* " )M*B,q, = 0,
i[0 psin(w) 1](M" +e2*M* " )M*B,q, = 0,

donde (15.2) y (15.3) son linealmente independientes,
por lo que podemos decir que
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—p cos(w)

M + 2 "M )M*B,q, = k 1 l (16)
—psin(w)

Para 1 =05, la matriz (M +e**™M*") no es

invertible y se analizara en la Seccién 4.2. En casos en
los que la matriz si es invertible,

ucos(a))
M'B.q, = ik(M"" +e?7M* ") [ l (17)

—usin(w)
Introduciendo una matriz M tal que
My,  MMys
M=|My My, M| =
M3, Mgy
i -1
(1 _ eZMT[)(M*

o — 151
eZlﬂ.nM* 1) ) (18)

la expresion (15.1) queda reescrita como

My Myy Mys|[—u COS(‘U)
k[0 1 0]|{Ma1 My a3
Mgy M3y a3 usm(w)

que pasa a ser la
problema

primera ecuacién caracteristica del

My i cos(w) — My, + Mygusin(w) = 0. (19)
Para obtener la segunda ecuacion, vamos a partir de la
direccion w* que marca el deslizamiento relativo entre el
material 1y 2 en la interfaz con friccién,
Au, (1, 0y) sin(w") = Aus(r, 8,) cos(w™) (20)
En este trabajo se considerara que la friccion entre los
materiales es isdtropa, es decir la direccién de la
resultante de la tensién tangencial, w, es colineal con la
direccion de deslizamiento, w*, pero de sentido opuesto,
por lo que

—sin(w")

sin(w) _ Auz(1,60)

T Aus(r6)

(21)

cos(w) —cos(w¥%)
El desplazamiento relativo entre el material 1y el 2 en la
direccion 1 y 3 se obtiene aplicando las mismas
expresiones empleadas para el desplazamiento relativo
en la direccion 2, por lo que (20) puede reescribirse como

(11 ¢ cos(w) — My, + Myzpsin(w)) sin(w) =
(Mz1u cos(w) — Mz, + Mazp sin(w)) cos(w), (22)
la segunda ecuacion caracteristica del problema.
Resolviendo el sistema formado por (19) y (22) mediante
un procedimiento de resolucion de sistemas no lineales
se pueden obtener los valores de A y w solucién del
problema. Una vez que se tienen estos valores se pueden
obtener sustituyendo en (17) y (13) los valores de los

98

vectores q4,9,,G; Y q,, Yy con ellos los campos de
tensiodn y desplazamiento.

4. CASOS PARTICULARES

En esta seccion se van a analizar las soluciones que no
pueden ser obtenidas directamente con el desarrollo
propuesto y el caso de especial interés de la grieta de
interfaz entre dos laminados con diferentes orientaciones
de sus fibras.

4.1. Exponente de singularidad entero (1 € Z)

Los campos de tension y desplazamientos para A € Z son
polinomios homogéneos de grado A en dos variables,
X1, X,. La particularidad que esto conlleva al analisis de
los campos de desplazamientos de la grieta de interfaz es
que el desplazamiento relativo entre ambos materiales es
0, por lo que el angulo de deslizamiento, w", queda
indeterminado, y con este la direccidn de la resultante de
la tension tangencial, w. Este analisis es de particular
importancia ya que A = 1 se corresponde con la tension
llamada T-stress.

Sustituyendo 2 = 0 en (1) y en (2) se comprueba que el
estado tensional y de desplazamientos corresponde con
el de traslacion de un solido rigido. El vector t(r, 9) es
cero y u(r,8) es constante para ambos materiales
independientemente de r y 6.

Por otro lado, el caso de 1 = 1 corresponde a la solucién
uniforme en tensiones. Del andlisis realizado por Ting
para la solucién de tensiones uniforme [37, Seccion
10.5], se observa que se tienen cuatro variables
independientes, a,,,€,1,€21 Y €31 que llevan a cuatro
posibles modos al preescribir cada vez solo una de las
variables como no-nula y el resto como nula. Con u, ; #
0, los desplazamientos y tensiones obtenidas
corresponden con el movimiento de solido rigido [40,
Seccion 8.26], las otras tres posibles soluciones
corresponden con un estado limite entre pegado y
deslizamiento, como se obtiene de la formulacién
matematica de la ley de Coulomb bajo las condiciones de
Karush-Kuhn-Tucker, también  conocidas como
condiciones complementarias. Dos de las soluciones
estaran en el vértice del cono de Coulomb mientras que
la correspondiente a o,, # 0 se encuentra en la superficie
lateral de dicho cono. Esta ultima solucién puede
considerarse como solucién genuinamente pegada para
un coeficiente de friccion real u' tal que u' > pu [41,
42, 43, 44].

Cuando A > 1,1 € Z lasolucién obtenida es polinébmica
de grado Ay es estudiada de forma genérica por Wang y
Schiavone [45] siguiendo el mismo procedimiento
desarrollado por Ting [37], las identidades para conectar
las matrices A 'y B y la funcion f(z) propuesta por Ting
[37, Seccién 7.9]. Se sigue el mismo procedimiento que
se realiza para A = 1 afiadiendo la condicion extra e;5 =
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0 para evitar la sobreposicion o apertura entre el material
1y 2en lagrieta.

Otro caso importante de estudio es A< 0. Estas
soluciones no son estudiadas comdnmente ya que estan
relacionadas con soluciones en las que la energia elastica
tiende a infinito debido a que la singularidad no es
integrable en la punta de la grieta. A pesar de ello, estas
soluciones se usan en algunos casos para facilitar el
célculo del factor de intensidad de tensiones.

4.2. Exponente de singularidad 0.5

En este apartado se analizara si el valor A = 0.5, caso que
no puede ser analizado directamente con la metodologia
propuesta tal y como se comenté en el paso realizado
desde la expresién (16) a la (17). Partiendo de la
expresion (16) substituyendo A= 0.5 en la matriz
(M*™" + e2*"M*™") y teniendo en cuenta que M* " =
L+ iW , véase [37, Seccion 8.8-24]
M +e™M* ) = 2Im(M*) = 2iW, (23)
donde W es una matriz real antisimétrica. Con esto, (16)
puede ser reescrito como

0 w3 =W, [P —ucos(w)
WP = [—v’v3 0 Wl] P, =1€I 1 ] (24)
w, —Wy 0 1LP; —usin(w)

conP=M*B;q, y k = k/2i' Sustituyendo en (15.1) se
obtiene que para A = 0.5, P, = 0. Al sustituir en (20)

Vr[1 0 0]Psin(w) =+vr[0 0 1]Pcos(w),
se obtiene la relacion entre P; y P

P; cos(w) = P; sin(w). (25)
A continuacion, se examina la existencia de una solucién
no trivial con A = 0.5 atendiendo a los términos de la
matriz W, términos que estan relacionados con las
posibles simetrias elasticas de los materiales que
conforman la unién. En este apartado se considera
siempre el caso con friccién no nula, u > 0.

En el caso de que ambos materiales tengan las mismas
caracteristicas elasticas, es decir, anisotropia homogénea,
W = 0. Sustituyendo en (24), se obtiene k =0,
quedando P; y P; libres y por lo tanto w queda
indeterminada. La multiplicidad de 41 =05 es 1y
corresponde con aye(r,0) = ag,.(r,0) = 0g5(r,0) =
0. La relaciéon entre Au, y Au; dependerd del w
seleccionado.

Centrandonos ahora en casos en los que el término W, =
0, tenemos 3 posibilidades:
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a) w, =0,w; # 0,3 # 0. Este caso corresponde con
la union en la que ambos materiales tienen simetria
elastica con respecto el plano x, = 0, y al menos uno de
los dos materiales no tiene simetria en el plano x; = 0.
Sustituyendo en (24) es necesario que k = 0 de nuevo y
entonces

_W3P1 + W1P3 = 0. (26)
Evitando la solucion trivial en la que P, =P; =
0, llegamos a que con A =05y P, # 0, w = tan™' 2.
La solucion en tensiones en la interfaz de la grieta en este
caso €S apg(r,0) = gy, (r,0) = 0y5(r,0) =0 y la
relacion entre Au, y Au, dependera de los valores w; y
W3.

b) W, = w3 =0, W, # 0. Sustituyendo en (24) es
necesario que k = 0 de nuevo y entonces
wiP; = 0. (26)
Evitando la solucion trivial en la que P, =P; =
0, llegamosaquecon1 = 0.5y P, # 0, w = zm,conz €
Z . En este caso, el campo de tensiones en la interfaz sera

también nulo y corresponde con un modo plano de
deslizamiento ya que Aus = 0.

c) w; =w, =0, w3 # 0. Este caso corresponde con el
analizado por Ting [37, Capitulo 11], y corresponde con
el caso especial de materiales monoclinicos con plano de
simetria en x; = 0. En este caso, la soluciéon también
pasapork =0y
—w3P; = 0. (26)
Con P; # 0 para evitar la solucion trivial, tenemos
cos(w) = 0 en (25), por lo que se llega a la solucién
antiplana w = zZ con z # 0 € Z. En este caso, el campo
de tensiones también es nulo en la interfaz de la grieta.

En el caso de que W, # 0 en la matriz del bimaterial, la
solucion A = 0.5 solo lleva a soluciones triviales en las
que P = 0.

4.3. Grieta de interfaz entre laminados con diferentes
orientaciones

En este apartado se analizard un caso de especial
importancia en la industria como es una grieta de interfaz
entre dos materiales laminados con fibras en el plano
x, = 0 y diferentes orientaciones. Para ello se tomara
como ejemplo la unién entre dos capas de un material con
constantes elasticas E;; = 141.3Gpa, E,; = E33 =
9.58Gpa, G, = Gy3 = 5GPa, G,3 = 3.5 GPa,
V13 = 0.3 y v,3 = 0.32. La capa del material superior
esta posicionada formando un &ngulo ¢ = 60° con el eje
x;. Se va a analizar la variacion del exponente de
singularidad A y la direccion de la resultante de la tensién
tangencial, w, frente a la posicién de las fibras del

Vi2 =
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material inferior. El coeficiente de friccion entre las
laminas es de u=0.5 en la Figura 2 y p=1 en la Figura 3.
Se comprueba que los valores del coeficiente de
singularidad inferior a 0.5, dan una solucién en
desplazamientos en la misma direccion que la resultante
de la tension tangencial, por lo tanto, esos resultados no
cumplen la condicion de disipacion de la energia y solo
los valores de A= 0.5 cumplirian que la tension
tangencial se opone al desplazamiento. Este resultado es
el esperado, ya que la friccion debe de hacer menos
singular a la solucion eléstica en torno a la punta de la
grieta. Comparando los resultados de la Figura 2 con los
resultados de la Figura 3 y teniendo en cuenta lo
comentado anteriormente, se observa que a un mayor
coeficiente de friccion se obtiene un A solucion superior,
es decir, a mayor coeficiente de friccion més débil es la
singularidad.

0.53 | E: de si idad vs 6n de la fibra, p=0.5 1

0.52 - 4

0.5

0.49 | B

Exponente de singularidad, A

048 4

-80 -60

. . . . M " "
-40 -20 0 20 40 60 80
Posicion de la fibra del laminado ¢ (deg)

Figura 2 Exponente de singularidad vs posicion de la
fibra para una grieta de interfaz en un bimaterial con
coeficiente de friccion 4=0.5

Exponente de singularidad vs posicién de la fibra, p=1 1

0.52 - 4

0.51 - 3

0.5

0.49 9

Exponente de singularidad, A

0.48 - 4

047 A AT

-80 -60 -40 -20 0 20 40 60 80

Posicion de la fibra del laminado ¢ (deg)

Figura 3 Exponente de singularidad vs posicion de la
fibra para una grieta de interfaz en un bimaterial con
coeficiente de friccion u=1

En la Figura 4 se representa la direccién de la resultante
de la tensidn tangencial frente a la posicion de la fibra. Se
ha observado que en grietas de interfaz de monoclinicos
con plano de simetria x, = 0, el coeficiente de friccion
no afecta a la direccion de la tension tangencial. Cuando
se cumple ademas simetria respecto al plano x; = 0 entre
ambos materiales, en el caso estudiado cuando ¢ = —60
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en el material inferior, se obtienen los modos plano y
antiplano. Ademas de las soluciones presentadas en las
imagenes, 4 = 0.5 es solucién para cualquier ¢ tal y
como se vio en la Seccion 4.2.

1;,"\ 200F T T T T T T T T —
% 150 L Angulo de deslizamiento vs posicién de la fibra, >0
k]
S 100 R
[
o
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2 —
o
£ 200 E—" 140 R
o w-180
© 250 F —
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R}
8§ -300 L—"" | s=0 ; , -
|4 w-270 ‘ el “2 w3 »14‘
a . ) . N N N N N

-80 -60 -40 -20 0 20 40 60 80

Posicion de la fibra del laminado ¢ (deg)

Figura 4 Direccion de tensién tangencial vs posicion de
la fibra para una grieta de interfaz en un bimaterial con
el coeficiente de friccion u>0

5. CONCLUSIONES

Se ha desarrollado una metodologia para el analisis de los
campos de tensiones y desplazamientos en grietas de
interfaz con contacto con friccién para casos en los que
la direccion de desplazamiento relativa entre ambos
materiales no corresponde necesariamente con el modo
plano o antiplano de la mecénica de la fractura, casos en
los que se basa el andlisis de la mayoria de los autores
encontrados en la literatura.

Se ha verificado que el contacto con friccion resulta en
una singularidad mas débil que A = 0.5 del caso sin
friccion, afirmacion propuesta por Audoly [35] y Deng
[24]. Ademas, se ha comprobado que A = 0.5 siempre es
solucidén en el caso de materiales monoclinicos, ya sea
con plano de simetria x, = 0 0 x3 = 0, pero en estos
casos las tensiones en las caras de la grieta se anulan.
También se han comprobado los casos limites entre
deslizamiento y perfectamente pegado correspondientes
al=1.

Esta metodologia ha servido también como verificacion
del formalismo presentado en [46] en el que se basa la
herramienta de calculo de campos de desplazamientos y
de tensiones singulares presentado en [36] para los casos
sin friccion.
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INFLUENCIA DE DIFERENTES PARAMETROS EN LA PROPAGACION DE GRIETAS A FATIGA
CONSIDERANDO EFECTOS EN PUNTA DE GRIETA
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L 1kerlan Technology Research Center, Basque Research and Technology Alliance (BRTA), Paseo J.M.
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RESUMEN

Una prediccion de crecimiento de grieta a fatiga (PCGF) fiable es resultado de una éptima caracterizacion del material y
un uso adecuado de los modelos de elementos finitos (MEF) o expresiones analiticas disponibles en literatura. En la
practica, se asumen hipoétesis bidimensionales y no se consideran correctamente fenémenos locales como el cierre de
grieta inducido por plasticidad (PICC) que influencian sustancialmente el crecimiento de la grieta. Por eso, el objetivo
del trabajo es desarrollar modelos avanzados tridimensionales que consideren el efecto del PICC para PCGF. Para ello,
se utilizan probetas normalizadas fabricadas en acero estructural S275 ampliamente utilizado en la industria. La
metodologia seguida esta basada en la realizacion de ensayos experimentales para caracterizar el material y analizar el
comportamiento y geometria real de la grieta, y simulaciones numéricas mediante MEF elasto-plasticos que reproduzcan
fielmente el CGF. En este trabajo se encontraron incongruencias en la caracterizacién experimental estandar de las curvas
de propagacion de un material y se propuso un método para corregirlas; se desarrollaron MEF reducibles a ecuaciones
analiticas que consideran el PICC, y se elabord una metodologia para cuantificar el PICC numérico para cualquier ratio
de tension.

PALABRAS CLAVE: Propagacion de grieta a fatiga, cierre de grieta inducido por plasticidad, FEM, acero.

ABSTRACT

A reliable fatigue crack growth prediction (FCGP) results from an optimal material characterisation and proper use of
finite element models (FEM) or analytical expressions available in the literature. In practice, two-dimensional
assumptions are assumed, and local phenomena such as plasticity-induced crack closure (PICC) that significantly
influence crack growth are not properly considered. Therefore, the work aims to develop advanced three-dimensional
models that consider the effect of PICC on FCGP. For this purpose, standardised specimens made of S275 structural steel
widely used in the industry are used. The methodology followed is based on experimental tests to characterise the material
and analyse the real crack behaviour and geometry, and numerical simulations using elastic-plastic FEMs that accurately
reproduce the FCG. The main results of this work showed incongruities in the standard experimental characterisation of
the material propagation curves, and a method to correct them was proposed; FEMs reducible to analytical equations that
consider the PICC were implemented, and a methodology to quantify the numerical PICC for any stress ratio was
developed.

KEYWORDS: Fatigue crack propagation, crack closure, FEM, steel

1 INTRODUCCION comportamiento de endurecimiento del material, la

geometria tridimensional o las condiciones de carga. Sin
Predecir la vida Util de estructuras reales sometidas a embargo, desde el punto de vista de la ingenieria en lo
cargas ciclicas suele ser un reto relacionado con la que se refiere a la prediccién sobre estructuras reales,
prediccion de la propagacion de grietas por fatiga. Para todavia hay varios factores determinantes que deben
predecir la vida atil del componente de la forma méas resolverse: la consideracion de la forma y tamafio de la
rigurosa posible, es necesario i) realizar una buena grieta, el cambio de las escalas de caracterizacion y
caracterizacion del material para comprobar sus prediccion, la influencia del ratio de tension (R) en el
propiedades de durabilidad y resistencia, y ii) simular el calculo del PICC.

crecimiento de grietas en estos componentes teniendo en
cuenta  varios factores relevantes como el
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La norma de referencia (ASTM E-647 [1]) permite el uso
de diversas configuraciones geométricas para obtener las
curvas de crecimiento de grieta (da/dN vs. CGF). La
asuncion del rango de intensidad de tensiones 4K como
CGF, supone no considerar los efectos plasticos que se
originan alrededor de la punta de la grieta. Segun
literatura, el fendmeno maés relevante que afecta a las
curvas de propagacion es el cierre de grieta inducido por
plasticidad 0 PICC (Pyp/Pnax). Este fendmeno se tiene en
cuenta asumiendo el rango de intensidad de tensiones
efectivo (Ecu. 1) como CGF.

Pop

Pmax)
La ecuacion de Newman [2] es el procedimiento mas
extendido para obtener Py,/Pmax, debido a que estd
incluida en software comerciales de propagacion de
grietas. Este procedimiento depende de la tension
maxima aplicada, del ratio de tensidn, del limite elastico
del material y de factores de constriccion

(bidimensionales: asumiendo tension y deformacion
plana, o tridimensionales).

AKeff = Kmax (1 (1)

Durante las Ultimas décadas, muchos investigadores han
tratado de cuantificar numéricamente el efecto de PICC
[7]. Sin embargo, la mayoria de los trabajos mantienen
un enfoque 2D para evitar el alto coste computacional de
las simulaciones 3D de crecimiento de grieta. Algunos de
los enfoques 3D pretenden obtener la distribucion local
del AKea lo largo del frente de la grieta [5]. No obstante,
la mayoria de esos estudios i) no incluyen la influencia
de algunos aspectos, como la forma del frente de grieta
(recta o experimental) o la longitud de grieta, ii)
encuentran efectos opuestos en las curvas de CGF
asociados a la eleccion del espesor de probeta o iii) no
existe un criterio claro para evaluar el efecto del ratio de
tension (R) ni qué parametros influyen en él.

El objetivo de este trabajo es analizar la influencia del
PICC calculado mediante modelos 3D avanzados en la
PCGF. Paraello, se analizaran la influencia de i) la forma
y el tamafio de la grieta, ii) el efecto del espesor de la
probeta, v iii) el efecto del ratio de tension. Ademas, se
ajustaran los resultados mediante ecuaciones empiricas.
Y finalmente, se compararan los resultados con los
modelos existentes en literatura.

2 CONSIDERACIONES GENERALES

2.1 Material

Para este trabajo se utiliza un acero ductil S275
comUnmente utilizado en la industria, debido a sus
propiedades mecéanicas como buena tenacidad, facil
conformado, buena soldabilidad y una baja fluencia que
aumenta el efecto de la plasticidad. Las caracteristicas
del material son médulo de Young E=200GPa, limite
eléstico 0ys=361.61 MPa, coeficiente de Poisson v=0.3.
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Para las simulaciones de crecimiento de grieta se ha
definido un modelo elastico-plastico con endurecimiento
del material basado en la ley de Chaboche (Cx=133.33,
Xsa=124.24 MPa).

2.2 Geometria

Se han escogido probetas de tension compacta (CT) ya
que es a mas utilizada para la caracterizacion del
material. Los espesores de probeta utilizados son 2.4 mm,
5mmy 12 mm, y las dimensiones comunes a todos ellos
se pueden ver en la Figura 1.

57,6

Figura 1. Geometria de la probeta

Se han analizado varias longitudes diferentes desde a/W
= 0.25 — 0.55 para representar las diferentes etapas por
las que pasa una grieta desde el inicio hasta casi el fallo
catastrofico.

2.3 MEF

Para simular el crecimiento de la grieta se ha utilizado el
software comercial ANSYS®. La Figura 2 muestra el
cuarto de probeta usado con el fin de reducir el coste
computacional. Ademas, se puede apreciar las diferentes
partes que componen el mallado de la geometria: malla
global, malla local y zona de propagacion.

a
Global mesh
~—
—_
()
Local mesh
/Rngid surface

Propagation zone e

x

Figura 2. MEF

La simulacion de la propagacion de la grieta se baso en
la liberacién de nodos a carga maxima. El esquema
seguido se basé en un ciclo de carga-descarga al
principio, 20 ciclos de carga-liberacién-descarga y 8
ciclos finales lograr la estabilizacion del material.

El avance total de la grieta (Aa) fue de al menos el 40%
del radio plastico de Dugdale (rpp) para cada tamafio de
grieta con el fin de introducir un PICC estacionario a
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través del frente de grieta. Se pueden ver mas detalles del
modelo MEF en [6].

2.4 Experimental

Los ensayos de fatiga se realizaron en una maquina de
ensayos servo hidraulica con una carga de amplitud
constante, un R=0.1y una frecuencia de 10 Hz, siguiendo
la norma ASTM E647-15 [1]. La longitud nominal de la
grieta se monitorizd con un extensémetro. Para conseguir
curvas de crecimiento de grieta comparables, la carga
maxima aplicada se ajustdé por cada espesor,
garantizando una propagacion de grieta desde 12
MPay/m hasta 32 MPa MPay/m para todas las probetas.

3 INFLUENCIA DE
PARAMETROS EN EL PICC

DIFERENTES

Para obtener la forma real del frente de grieta asociada a
la geometria de la probeta estudiada en este trabajo, se
utilizé la técnica de tintado por calentamiento. Para
evaluar si la grieta evoluciona con la misma forma en
cada espesor, se estudié la distancia de tunelado TD =
(2amia — Afront — Apack)/2 @ partir de la medida del
tamafo de la grieta localizada en las superficies libres
(Atront Y Apack ) Y €n el plano medio (2a,;q para cada
marca de playa.

Finalmente, se desarroll6 una metodologia para obtener
los valores de Pop/Prax €N el espesor para cualquier R més
robusta y menos dependiente del mallado que el método
maés utilizado basado en el desplazamiento de los nodos
detras del frente de grieta. EI método llamado presion de
elementos de contacto PE se basa en tres pasos (ver
Figura 3):

1. Se obtiene la presion (P.) de cada elemento de
contacto.

2. Seevaldan los valores de P. de cada columna de
elementos de manera que: a) si la suma de todas
las presiones de los elementos de contacto de
una columna es distinta de cero, la grieta esta
cerrada; b) si esa sumaes igual a 0, la grieta esta
abierta.

3. Se obtiene la carga de apertura Po, para cada
elemento a lo largo del espesor.

A Fila 20
Columna 2§, 72¢

. Filal

Columna 1.,
L,
. 0 1
iy

A
Punta de b
grieta g .
A Su fi. =

e
o

Superficie
do grieta

Figura 3. Esquema del método propuesto

3.1  Resultados y discusion
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Por un lado, la forma del frente de la grieta evolucion6
progresivamente desde la grieta recta mecanizada recta,
hacia una forma final de grieta curva (Figura 4.a). Por
otro lado, la TD de BM 1y BM 2 fueron similares para
cada espesor (Figura 4.b), lo que significa que no se
observo una evolucién significativa de la forma de la
grieta usando el procedimiento experimental.

—= Beach mark 1
1.2 | |—o Beach mark 2
Beach mark 2
Beach mark

Straight erack
front shape

Tunneling distance [mm]

0.4
0.2 1
)
24 5 12

Thickness [mm]

(b) Results of tunneling distance.

(a) Beach marks in specimen.

Figura 4. Curvatura del frente de grieta

En cuanto a los resultados numéricos de Pop/Prmax, S€
encontraron varias tendencias coincidentes (Figura 5): i)
partiendo del plano medio, Pyp/Pmax fue constante y de
valor igual a R, lo que indica que no se dio un cierre local
de la grieta; ii) en todos los casos, existioé un punto inicial
de cierre donde Pp/Prax aumento casi linealmente hasta
alcanzar el valor méaximo en la superficie.

En cuanto al efecto de la longitud de la grieta, se vio que
i) la distancia entre el inicio del cierre y la superficie
aument6 casi linealmente con el incremento de Aa, V ii)
los valores en la superficie disminuian significativamente
con Aa.

La forma experimental del frente de grieta no tuvo un
efecto relevante sobre el PICC, al menos para los niveles
de plasticidad ensayados. Por lo tanto, considerar los
frentes rectos podria ser un buen enfoque para obtener
niveles de cierre sin realizar ensayos experimentales para
determinar la forma real de la grieta.

o/W =025 o/W =035 o/W =045

0
0.4 0.8 12 0 0.4 0.8 1.2

Distance from surface [mm| Distance from surface [mm]
—o—Frente recto —gp— Frente real

0
0.8 1.2 0
Distance from surface [mm]

0 0.4

Figura 5. Efecto de a y tamafio de grieta en Pop/Prax

Para el analisis del espesor de probeta se han usado
frentes de grieta rectos, basandonos en lo visto en el
apartado anterior.

Se han encontrado las mismas tendencias que durante el
andlisis de la forma y el tamafio (Figura 6). La zona
afectada por el cierre de grieta fue independiente del
espesor para tres las longitudes de grieta estudiadas, lo
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que significa que i) el cierre de grieta fue un efecto de
borde, independiente del espesor de la probeta, al menos
para el rango de espesores de probeta estudiados, y ii) la
proporcion del espesor afectada por PICC varié con el
espesor de la probeta.

o/W =025 o/W = 0.35 o/W =045

0.6 0.6 0.6
05 03 03
E 0.4 E 0.4 E 0.4
o3 o3 o3
& 0.2 & 0.2 A 0.2
0.1 0.1} 01

0 0 0

01 2 3 4 5 6 01 2 3 4 5 6 01 2 3 4 5 6

Distance from surface [mm] Distance from surface [mm|] Distance from surface [mm]

\
Figura 6. Efecto de B en Fop/Prax

B =24mm ——-B,=5mm -~ By = 12 mm|

En la Figura 7 se puede apreciar la distribucion de
Pop/Prax €n el espesor para diferentes ratios de tension
analizados.

Las tendencias de Fy,/Pmax coincidieron con las vistas
anteriores para todo el rango de R. Sin embargo, para
R<0, la grieta comenz6 a abrirse a partir de cargas de
traccién cercanas a la carga cero (el valor del plano medio
no fue le mismo que R).

R=1 R=-02

0

g " g ey g
0 04 0.8 12 0 0.4 0.8 12 0 0.4 0.8 12
Distance from swface [mm] Distance from swrface [mm| Distance from surface [mm)

R=02

R=04
0.7 0.7

06
xos
f04
=03
202
01

R=06

0 0 0
Q 04 0.8 12 0 0.4 0.8 12 0 0.4 0.8 12
Distance from surface [mm] Distance from surface [mm] Distance from surface [mm)

[—=—a/W = 0556 —o—a/W = 045 —o—a/W = 0.35]

Figura 7. Efecto de R en Pop/Prax

4 AJUSTE DEL RESULTADO NUMERICO
DEL PICC

Los resultados numéricos para cada efecto se ajustaron
mediante modelo bilineales tratando de minimizar el
error entre las curvas reales y las ajustadas. Para ello, se
definieron los valores de PICC en el plano medio (mp) y
en la superficie (h) de la probeta, y la distancia desde la
superficie del punto de inicio del cierre de la grieta (dc).

Por otro lado, teniendo en cuenta que los valores de
da/dN son 2D [7], la construccion de las curvas FCG
requiere reducir la distribucion 3D a un Unico valor
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Pop/Prax representativo de todo el espesor utilizando el
valor medio de la distribucion del PICC.

4.1 Resultados

La formula desarrollada para obtener la distribucion del
Pop/Pmax en el espesor es la siguiente:

22 (2) =

mp—h
Pmax

——2z+h, siz <d,
d

(o

{ mp, siz >d,
@

El valor representativo 3D del PICC se calcula mediante
la ecuacién 3. Los resultados de los ajustes se pueden
consultar en [6]-[8].

@)

5 COMO AFECTA EL PICC A LAS CURVAS
DE PCGF

Para analizar como afecta el PICC a las curvas de PCGF
es necesario calcular otros pardmetros determinantes
€como soN Kmax Y AKefr.

Inicialmente se analizé la influencia de la forma la grieta
para el calculo Kmax y AKesr para el espesor de probeta
minimo. Kmax se calculé mediante un MEF lineal-eléstico
con una carga que vario de cero a la carga maximay AKes
se obtuvo segun la ecuacion 1. Posteriormente, se analiz6
el efecto de estas consideraciones en las curvas de PCGF.

También se analizd la contribucion de Kmax Y Pop,/Prax
sobre el AKes final, mediante un estudio comparativo de
tres casos: Caso 1) combinacién de un célculo analitico
2D Kmax basado la norma [1] y Pop/Pmax 3D calculado
segun la ecuacidén 2; Caso 2) combinacion de un célculo
numérico 3D Kmax considerando la forma real y Pop/Prax
2D obtenido con el modelo de Newman [2]; Caso 3) AKest
mas preciso: 3D Kmax ¥ 3D Pop/Prax S€ determinaron
considerando la forma del frente de grieta experimental.

Finalmente se analizo el efecto que tendria el uso de
método propuesto para calcular el PICC en cualquier R
en las curvas de AKetr.

5.1 Resultados

En la Figura 8 se muestran los resultados de la influencia
de la forma de la grieta en Kmax y AKesr. Se ha visto que
tanto el frente de grieta recto como en el experimental,
presentaron un valor Kmax estable en gran parte de la
region central. Sin embargo, ambos frentes presentaron
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tendencias opuestas hacia la superficie exterior de la
probeta. Ademas, a medida que aumenté la longitud de
grieta también lo hizo el valor de Kmax. En cuanto a AKeg,
se observaron las mismas tendencias para todas las
longitudes de grieta debido al efecto del Kmax: AKest
aument6 a medida que crecia la grieta, se mantuvo
relativamente constante durante una parte importante del
espesor en el interior de la probeta, y disminuy6 hacia la
superficie a partir del d..

K [MPay/m)

0 04 08 12 0 04 08 12

Distance from swface [m] Distance from sucface [mni]

Figura 8. Influencia de la forma en Kmax Y AKe

En cuanto a la influencia en las curvas de PCGF,
utilizando un enfoque 3D cada punto de espesor pasante
de la grieta exhibira un valor AKes que debe asociarse a
su velocidad de grieta (da/dN) creciente en direccién
normal a la curvatura del frente de grieta [6]. La Figura 9
muestra una clara incongruencia ya que puntos con el
mismo AKes mostraron diferentes avances de grieta. Esta
incongruencia podria poner en duda la hipotesis bien
establecida de que una grieta evoluciona de manera
estable, lo que significa que no hay variacién minima en
la forma de la grieta de ciclo a ciclo.

1leﬂ"
SN R T
SIS St i
‘a/-o'
&
d\
®
v 2 a1 22 23 24 25 2
AKa [MPaym]

Figura 9. Incongruencia en la curva da/dN-AKes 3D

Con el objetivo de explicar la incongruencia explicada en
el parrafo anterior, se analizd la influencia de Kmax ¥
Pop/Prax Sobre el AKesren tres espesores y una a/W=0.45
(Figura 10). No existen diferencias significativas en los
valores de AKes alcanzados para los casos 1y 3, pero hay
grandes diferencias para el caso 2. Por lo tanto, la
definicién de un procedimiento adecuado para calcular
Pop/Prax €S mas relevante, y contribuye méas a obtener
AKesr precisos, que los esfuerzos realizados para mejorar
los valores de Kmax, que podrian calcularse mediante
enfoques analiticos 2D [1] en lugar de modelos EF 3D.
Se concluye que es posible predecir AKess con precision
mediante las ecuaciones analiticas Pop/Prax (ECu. 2) y la
expresion analitica de Knax de la norma.

En cuanto al efecto de R, el modelo propuesto muestra
que el crecimiento de la grieta para cualquier R<O seria
el mismo que para una R=0. Esto deja entrever que la
AKefs para R<0 sera la misma.

Bi =24 mm B, = 5 mm B3 = 12 mm

0 0
0 06 12 0 125 25 Y 3 6
Distance from surface [mm]  Distance from surface [mm] Distance from surface [mm]

Figura 10. Influencia de Kmax Y Pop/Prnax en AKest

6 COMPARATIVA CON
EXISTENTES

MODELOS

Con el objetivo de comprobar la validez de los
procedimientos explicados en este trabajo (nuevo
enfoque para obtener curvas de PCGF independientes del
espesor y nuevo método para obtener el PICC para
cualquier R), se compararon los resultados con modelos
existentes y referentes en la literatura.

6.1 Resultados

En la Figura 11 se representa una comparacion de la
da/dN frente a cada parametro de fractura analizado: AK
sin considerar el PICC, AK¢s considerando del PICC
segun marca la norma y AKesm segin el método
propuesto (Kmax de normay P/ Pmax Segun ecuacion 3).
Se encontraron diferencias significativas en cada
pardmetro analizado. El resultado mas relevante fue que,
con el nuevo enfoque para los tres espesores de probeta,
las curvas da/dN-AKesmi se solaparon. Ademas, las
diferencias en las curvas PCGF fueron mayores entre los
parametros que consideran efectos plasticos (AKerr Y
AKerrmi) que entre AKersm1 Y AK, ya que AKessmi S€ acerco
mas a la curva de espesor maximo basada en 4K [7].

']
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- - ~Fitted data B, = 5 mm
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dafdN [mm/eycle]

am
Fitted data B, = 5 mm
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0.5

20
CDF [MPay/ar)

Figura 11. Comparativa de las curvas FCG con
diferentes parametros.

Por otro lado, se compararon los valores representativos
3D Pop/Prax (ecuacion 3) con los que se han obtenido
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aplicando el modelo de Newman (NM) (Figura 12). Los
valores obtenidos por NM aumentaron al aumentar R. Sin
embargo, la pendiente fue menor para R<0 que para R>0.
Estos hechos concuerdan con las tendencias observadas
en los resultados del PE. Sin embargo, el valor medio
para cada R obtenido por los dos métodos mostré grandes
diferencias, lo que implica que la utilizacién del MN para
i) R>0 hasta R=0.4 da valores de PICC sobreestimados, y
ii) R<0 da una sobreestimacion significativa del PICC; y
en consecuencia, un calculo erréneo del AKes.

0.8

= MN, /7 = 0.35 —% _FE, o/ IV =035
@ MN, CL/‘V =045 — p-PE, (1/“/ =045
| |-w-MN,a/W = 0.55 — @ ~PE, o/ =055

Modelo de Newman 3
04t “a A

Metodo propuesto

Figura 12. Comparativa de los valores de Pyp/Prax 3D
mediante el modelo de Newman y el método propuesto

7  CONCLUSIONES

En este trabajo se analizaron numérica y
experimentalmente diferentes efectos (forma y tamafio
de grieta, espesor de probeta y ratio de tension) en el
PICCy en las curvas de PCGF. Se utilizaron probetas CT
fabricadas en acero S275 muy utilizado en la industria,
bajo cargas ciclica de amplitud constante en Modo I. Las
conclusiones més relevantes derivadas del estudio son las
siguientes:

e Se encontraron incongruencias en la
caracterizacién experimental estdndar de las
curvas de propagacion de un material y se
propuso un método para corregirlas

e Es posible predecir AKe con precision
mediante las ecuaciones analiticas Pop/Prax
derivadas de trabajos de los autores y de una
expresion analitica de Kmax.

e Se elaboré una metodologia para cuantificar el
PICC numérico para cualquier ratio de tension.

e La forma de la grieta no afecta al calculo del
Pop/Pmax.

e EI PICC es un efecto borde independiente del
espesor de la probeta.

e Lalongitud de la grieta tiene un efecto relevante
en el PICC.
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RESUMEN

Los silentblocks son casquillos de goma cuya misidn es mejorar el comportamiento vibroaculstico de méquinas. Las
propiedades que caracterizan la capacidad amortiguadora de estos elementos es el mddulo de la rigidez dindmica o rigidez
compleja y el factor de pérdidas, ambos estimados al rango de frecuencias de uso del silentblock. El objetivo de esta
investigacion fue establecer una metodologia para estimar el factor de pérdidas y su dependencia con la frecuencia a
través de un Unico ensayo de relajacién. Para ello, se utilizaron distintos modelos viscoelasticos clasicos, como el de
Zener o el de Maxwell-Wiechert generalizado de dos ramas, y se compararon con otros modelos mas complejos como
sus alternativas en derivadas fraccionales. De este estudio numérico, y su comprobacion experimental, se observé la
mayor capacidad de los modelos viscoelasticos fraccionales para estimar el factor de pérdidas en amplios rangos de
frecuencia en base a un ensayo de relajacion. Esto permitiria establecer, en base a ensayos de relajacion en maquinas de
traccién universal, alternativas a los ensayos dinamicos arménicos para la caracterizacion de silentblocks.

PALABRAS CLAVE: viscoelasticidad, silentblock, vibraciones mecanicas, derivadas fraccionales.

ABSTRACT

Silentblocks are rubber bushings used to improve the acoustic and vibratory behavior of machines. The macroscopic
properties that characterize the damping capability of these parts are the absolute value of the dynamic stiffness or
complex stiffness, and the loss factor, both of them estimated in the nominal frequency range of the design parameters of
each silentblock. This investigation aimed to establish a methodology to estimate the loss factor, and its dependency on
the frequency, by a single relaxation test. For that, different classical viscoelastic models were used, such as Zener model
or Generalized Maxwell-Wiechert model with two branches, and they were compared with the capability of more complex
models such as their alternatives with fractional derivatives. This numerical analysis, and its experimental testing
verification, verified that the fractional model showed higher capability in the estimation of the loss factor for a wide
frequency range based on a single relaxation test. This would allow establishing, for silentblocks characterization,
alternatives to dynamic harmonic tests based on relaxation tests in a universal tensile machine.

KEYWORDS: viscoelasticity, silentblock, vibraciones mecanicas, fractional derivatives.

1. INTRODUCCION también muy importantes en su funcionamiento. Los
silentblocks son unos casquillos compuestos por
El objetivo principal de la suspension de un vehiculo es elastomeros con propiedades viscoelasticas que reducen
la de aislar el chasis de las perturbaciones e los ruidos, las vibraciones y el desgaste de los elementos
irregularidades transmitidas del asfalto a las ruedas [1]. metalicos del brazo de la suspensién. Para analizar el
No obstante, la suspension también desempefia un papel comportamiento de estos casquillos de goma, la industria
crucial en el manejo y la comodidad del vehiculo. En las actualmente realiza ensayos en maquinas de DMA,
amortiguaciones pasivas la simpleza es una de las claves valorando su comportamiento en ciclos armdnicos de
para hacer este modelo mas competitivo en coches de uso carga.
personal. Para minimizar los efectos de las
irregularidades del terreno se disponen de elementos con Las caracteristicas mas importantes en este tipo de
caracteristicas elasticas y viscosas que permitan absorber elementos son el factor de pérdidas, el cual es la tangente
las alteraciones. Aunque el muelle sea la parte mas del angulo de desfase entre la curva de carga y la curva
visible que conforma la suspensién, los silentblocks son de desplazamiento bajo condiciones de vibracion
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armoénica en materiales viscoelasticos, y la rigidez
dinamica, que es el coeficiente que relaciona carga con
desplazamiento bajo condiciones de vibracién arménica
en materiales viscoelasticos. Convencionalmente los
elementos con caracteristicas viscoelasticas se han
aproximado a un modelo compuesto de muelles y
amortiguadores para determinar su comportamiento. Los
modelos clasicos basicos son: el modelo de Maxwell, de
Kelvin-Voigt, de Zener, o de Maxwell-Wiechert
generalizado, entre otros (ver Figura 1).

T
P

=

Figura 1. Modelos viscoelasticos clasicos: de izquierda
a derechay de arriba abajo, modelo de Maxwell, de
Kelvin-Voigt, de Zener, y de Maxwell-Wiechert
generalizado.

Estos modelos no son capaces de estimar el factor de
pérdidas en un abanico de frecuencias lo suficientemente
amplio. Para lograr flexibilizar estos modelos, existen
alternativas que sustituyen el dashpot (0 amortiguador)
por un spring-pot, elemento con caracteristicas entre el
amortiguador y el muelle, donde la carga es linealmente
proporcional a una derivada fraccional del
desplazamiento de orden a entre 0y 1 [2,3].

Las derivadas fraccionales contemplan la posibilidad de
realizar calculos diferenciales con potencias de nimeros
reales en lugar de drdenes naturales como se contempla
en el calculo diferencial clasico. Con ello, un elemento
spring-pot se caracteriza por tener dos coeficientes, my
a, donde el segundo indica el orden fraccional de la
derivada que defina el comportamiento del spring-pot.

Estos elementos se aplicaron al modelo de Maxwell-
Wiechert de 2 ramas, sustituyendo los amortiguadores
por spring-pots (ver Figura 2). La finalidad de utilizar
este modelo de comportamiento viscoelastico fue la de
mostrar su capacidad de estimacion de la respuesta en un
rango amplio de frecuencias en base a una aproximacion
de sus coeficientes a partir de un ensayo de relajacion
realizado en una méaquina de traccion. Con ello, se
buscaba establecer un método con el que estimar el factor
de pérdidas en funcion de la frecuencia en casquillos
silentblock para un amplio rango de frecuencias sin
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necesidad de realizar ensayos dinamicos en maquinas
DMA.

tF
|
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my m;
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Figura 2. Modelo viscoelastico fraccional de Maxwell-
Wiechert de 2 ramas.

2. METODOLOGIA

La ecuacion diferencial del modelo propuesto en la
Figura 2 (ver ecuacion (1)) se desarrollé en base a las
siguientes premisas: (i) las tres ramas del modelo
muestran el mismo desplazamiento ¢, (ii) la suma de
fuerzas de cada rama es la fuerza total F del modelo, (iii)
la fuerza con la que responden los muelles es linealmente
proporcional (en base a su coeficiente k) a la derivada de
orden nulo del desplazamiento del propio muelle, y (iv)
la fuerza con la que responden los spring-pot es
linealmente proporcional (en base a su coeficiente m) a
la derivada de orden a del desplazamiento del propio
spring-pot.

MM partaz[p] 4+ Zipai[F] + 22 pa:[F] + F =
kyk, ks e

T2 (ko + ky + k) D[] 4+ T2 (ke +
kiky kq

+k)D[8] + ':—Zz(ko + k)D%[8] + koS

€]

Para la resolucién numérica de esta ecuacién diferencial
se desarrollé un algoritmo en base al método de
Grunwald-Letnikov (GL) (ver ecuacion (2)) [4].

N-1_TG-a)
J=0 T(-arGi+1)

f(t—jat)

DeIf) = Jim (80) @

Este algoritmo parte de tener las curvas de
desplazamiento d(#) y carga Fep(t) de un ensayo
experimental de relajacién. Para estimar los valores de
los siete coeficientes implicados en base a este modelo
fraccional, se calculé una estimacion de la curva Fes(t)
en base a la curva experimental d(z) utilizando la
ecuacion diferencial (1) y el método de resolucion (2).
Tras ello se aplicaba un proceso iterativo de
minimizacién del error cuadratico medio (ECM; ver
ecuacion (3)) de la curva de carga estimada por el modelo
y de la curva de carga experimental, con el consiguiente
objetivo de encontrar la familia de coeficientes del
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modelo viscoelastico que menor error generaran entre las
dos curvas, estimada y experimental, de la carga F(t).

ECM = % ?:1(Fexp - Fest)z

©)

Realizado este paso, con los coeficientes que menor ECM
generaban se aplico el modelo viscoelastico con un
barrido de funciones arménicas de desplazamiento d(z) =
do-€™ a distintas frecuencias para determinar el factor de
pérdidas en funcion de la frecuencia, y se compararon
con ensayos experimentales para ese mismo rango de
frecuencias.

Tras esto se volvié a lanzar el proceso iterativo de
minimizacidon del error cuadratico medio de la funcion
carga F(t) del ensayo de relajacion, pero variando todos
los parametros a excepcién de as y oy, los cuales fueron
barridos de forma predeterminada en todo su rango de
valores, desde O hasta 1, para estudiar los factores de
pérdidas que se obtenian para cada familia de a1 Yy a..

De todas las curvas del factor de pérdidas en funcién de
la frecuencia de sefial se descartaron todos aquellos
resultados que generaban un error cuadratico medio
mayor de 0.05 N? o aquellos cuyo factor de pérdidas
disminuia con el aumento de la frecuencia, debido a la
propiedad inherente del casquillo silentblock a aumentar
este factor con el incremento de la frecuencia para el
rango de frecuencias de uso de este tipo de elementos.

Los ensayos experimentales se llevaron a cabo sobre un
casquillo compuesto por caucho natural y 27 ppc de
fibras cortas de carbono (ver Figura 3), con una dureza
Shore A de 61 + 2, y fabricado por la compafiia Caucho
Metal Productos (CMP). La Figura 4 muestra el utillaje
utilizado para la realizacion del ensayo de relajacion.
Este utillaje se disefi6 para poder analizar un amplio
abanico de casquillos silentblocks comerciales propios
de los sistemas de suspension del sector del automavil,
adaptable a distintos diametros interior y exterior, asi
como a las anchuras mas comunes para este tipo de
elementos. Este ensayo se realiz6 en una maquina de
traccion universal KAPPA 050 DS con dos fases de
ensayo: (i) fase de desplazamiento controlado a una
velocidad de 0.1 mm/min hasta alcanzar una carga de 100
N; y (ii) fase de relajacion, en la que se mantenia el
desplazamiento alcanzado en la fase (i) y se registraba la
variacion de la carga durante un periodo de 5 minutos.
De este ensayo se obtuvieron las curvas experimentales
de desplazamiento 6°(t) y carga F(t). A la curva de
desplazamiento  o°(t) registrada, se le restd la
contribucion al desplazamiento generado por los
distintos componentes de la maquina de traccion, en base
a un ensayo de calibracion (ver Figura 5) en el que se
sustituia el casquillo silentblock por una pieza cilindrica
de acero de altura 10 mm y con didmetro igual a la
anchura del casquillo exterior del silentblock. La Figura
6 muestra la disposicidn de este ensayo de calibracién,
cuya rigidez, una vez descontada de los ensayos de
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relajacion posteriores, permitia estimar la curva de
desplazamiento d(z) calibrada.

Figura 3. Casquillo silentblock fabricado por Caucho
Metal Productos (CMP) con codigo de referencia
15961.

Figura 4. Configuracion del ensayo de relajacion.
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Figura 5. Curva carga-desplazamiento del ensayo de
calibracion.

Figura 6. Configuracién del ensayo de calibracion.
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Para poder verificar las estimaciones obtenidas para el
factor de pérdidas en funcion de la frecuencia, los
resultados numéricos se compararon con los ensayos
dindmicos experimentales llevados a cabo por Garcia-
Tarrago et al. [5,6] en esta misma referencia de casquillo
silentblock de la empresa CMP.

3. RESULTADOS Y DISCUSION

Las Figuras 7 y 8 muestran, respectivamente, la curva de
desplazamiento 6(z) y carga F(t) del ensayo experimental
de relajacién. Se aplico el algoritmo de minimizacion del
error cuadratico medio de la estimacidon de la carga F(t)
en base a la curva experimental del desplazamiento &(z)
aplicando el modelo de Maxwell-Wiechert fraccional de
2 ramas, y tomando los siete coeficientes del modelo
como variables independientes a determinar. De ello, se
obtuvo la estimacion incluida en la Figura 6 y
representada por una curva roja punteada, con un nivel
de aproximacion con respecto a la respuesta experimental
muy elevado. La Tabla 1 retne los coeficientes del
modelo viscoelastico estimados con este procedimiento,
donde se observo que la tendencia del proceso iterativo
Ilevaba a aproximar el modelo fraccional a unos 6rdenes
de derivada (a’s) de los elementos spring-pot tendentes a
la unidad (comportamiento cléasico de amortiguador).

<
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0031 .
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Desplazamiento (m
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Figura 7. Curva calibrada de desplazamiento del
ensayo de relajacion.
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Figura 8. Curva de carga del ensayo de relajacion.
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Tabla 1. Coeficientes estimados del modelo de Maxwell-
Wiechert fraccional de 2 ramas (siete coeficientes a
determinar)

ko (NJMm) | 2229.6 mz (N-s%/mm) | 393.8
ki (N/mm) | 2838 a 0.01
ko (N/mm) | 163.4 a 0.96
my (N-s*/mm) | 79.6 ECM (N?) 0.002

La Figura 9 muestra el factor de pérdidas obtenido para
un desplazamiento armdnico y distintas frecuencias de
sefial con el modelo viscoel&stico estimado en el analisis
previo y comparado con el resultado experimental
publicado por Garcia-Tarrago et al. [5,6]. Se observo que
el modelo estimado no respondia en frecuencia como
reflejaba el estudio experimental.

0.15 T T . Q@  Modelo fraccional
@  Experimental
m0_125- ........
@ o @
- e ©
= 01r e © ]
& e
=3 [
o 0.075F ]
-
S
% 00500 ]
@ o
[T
0.025 0 ]
o]
8 % 9
0 25 50 75 100 125 150

Frecuencia {Hz)
Figura 9. Factor de pérdidas estimado y experimental.

Tras esto, se lanzé de nuevo el algoritmo de
minimizacién del error cuadratico medio entre la carga
estimada y la carga experimental, pero barriendo
distintas combinaciones forzadas para los 6rdenes de las
derivadas de los spring-pot entre 0 y 1. La Figura 10
muestra de nuevo los resultados experimentales
comparados con una seleccion de combinaciones de a1y
a; que ofrecian ECMs menores a 0.05 N? y un
comportamiento del factor de pérdidas creciente con la
frecuencia. Las curvas representan estimaciones donde la
tonalidad indica el nivel del ECM, con 0.003 N? para el
color negro y 0.05 N2 para el color rojo. De ello se
observo que existen aproximaciones con ECMs similares
al hallado cuando se incluian en el proceso iterativo a
todas las variables del modelo (existen mdltiples
minimos locales para el ECM). Se observo también que,
descartando los modelos en los que el factor de pérdidas
disminuia con la frecuencia, los casos que minimizaban
el ECM correspondian con los mé&s cercanos a la
respuesta experimental. En concreto, el caso que mejor
se adaptaba a dicha respuesta experimental correspondié
con el caso que mayor factor de pérdidas mostraba a lo
largo de la frecuencia. La Tabla 2 muestra los
coeficientes del caso Optimo junto al ECM de su
aproximacion.
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Figura 10. Factor de pérdidas estimado y experimental
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Tabla 2. Coeficientes estimados del modelo de Maxwell-
Wiechert fraccional de 2 ramas (cinco coeficientes a
determinar)

ko (N/mm) | 2176.0 my (N-s*/mm) | 0.0048

ki (N/mm) | 6432.2 o1 0.35

k2 (N/mm) | 0.0024 a2 0.95
my (N-s*mm) | 257.0 ECM (N?) 0.006

4. CONCLUSIONES

Este trabajo buscaba prospectar la capacidad de un
ensayo de relajacion para la estimacion del
comportamiento en frecuencia de los casquillos
silentblock. De los resultados obtenidos pueden
concluirse las siguientes cuestiones:

(i) Los modelos viscoelasticos clasicos, como el de
Maxwell-Wiechert requieren de un ndmero de
ramas muy elevado para poder reflejar de forma
correcta el comportamiento de los casquillos
silentblock en amplios rangos de frecuencia. Ello
deriva en un alto nimero de coeficientes a
determinar.

El uso de un ensayo de relajacién para la estimacion
de la respuesta viscoelastica en frecuencia de
casquillos silentblock requiere un modelo
viscoelastico que sea capaz de reflejar el modo de
respuesta de estos elementos para los rangos de
frecuencia para los que estdn disefiados. Los
modelos clasicos, como el Zener o los de Maxwell-
Wiechert generalizados, resuelven bien la respuesta
en carga de un ensayo de relajacién, pero su
posterior respuesta a un desplazamiento armonico
para distintas frecuencias, no estiman lo que
reflejan los ensayos experimentales.

El uso de elementos spring-pot como sustitutivos de
los elementos amortiguador de un modelo de
Maxwell-Wiechert de 2 ramas se mostré como un
modelo éptimo para resolver el comportamiento en
frecuencia de un casquillo silentblock con tan solo
la informacion obtenida de un ensayo de relajacion.
Del andlisis realizado se estim6 que los 6rdenes
Optimos de las derivadas fraccionales de los

(i)

(iii)

(iv)
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elementos spring-pot del modelo fueron de ai =
0.35y a, = 0.95. Esta combinacion de érdenes de
derivada no solo ofrecia la mejor aproximacion a
los experimentos realizados, sino que la
mencionada curva del factor de pérdidas
correspondia con la que mayor amortiguacion era
capaz de ofrecer.

Todas estas conclusiones se obtuvieron con el andlisis de
un Unico modelo de casquillo silentblock, siendo
necesario extender los ensayos experimentales a otros
modelos con compuestos elastoméricos diferenciados.
Con ello, podria comprobarse si la seleccién de érdenes
de derivada fraccional permanece constante, y si es
siempre la curva de mayor factor de pérdidas la que
corresponde con la respuesta real del casquillo
silentblock.
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RESUMEN

La fragilizacion por hidrdgeno es uno de los principales mecanismos de degradacion ambiental que afectan al acero al
carbono. La fragilizacién por hidrégeno es un fenémeno multiescala gobernado por varios procesos, entre los que juega
un papel destacado la difusion del hidrdgeno en la red metélica. En la red cubica centrada en el cuerpo (BCC) del
hierro, el hidrogeno asume un caracter intersticial, y su difusion ocurre a través de los huecos tetraédricos y octaédricos.
Varias técnicas de simulacion, como los modelos de Monte Carlo, han sido propuestas para la reproduccion de la
difusion del hidrégeno en metales. Sin embargo, todos ellos dependen de pardmetros fisicos obtenidos mediante otras
técnicas. El objetivo principal de este estudio es la caracterizacion del proceso de difusién del hidrédgeno en el hierro
BCC mediante técnicas de teoria del funcional de la densidad (DFT). Los métodos basados en DFT permiten el calculo
por primeros principios de las configuraciones atémicas y del campo energético asociado con las distintas disposiciones
del hidrégeno en la red. En este trabajo se ha calculado el efecto de diferentes estados tensionales en los distintos
parametros que controlan el proceso de difusion del hidrégeno en hierro BCC.

PALABRAS CLAVE: DFT, BCC-Fe, Hidrégeno, Difusién de hidrégeno, Fragilizacion por hidrégeno

ABSTRACT

Hydrogen embrittlement is one of the main environmental degradation mechanisms affecting carbon steel. Hydrogen
embrittlement is a complex multi-scale phenomenon governed by several different processes. Among the different
mechanisms, hydrogen diffusion within the metal lattice is one of the most relevant. In the body-centered cubic (BCC)
lattice of pure iron, hydrogen moves as an interstitial atom and the diffusion process occurs through the high symmetry
sites (tetrahedral and octahedral). Several simulation techniques such as Monte Carlo models have been proposed to
describe hydrogen diffusion on metals. However, all of them rely on the quality of the physical system parameters
obtained from other techniques. The main objective of this study is the characterization of the diffusion process of
hydrogen in BCC iron by means of density functional theory (DFT). DFT is able to calculate from first principle the
atomic configuration and the energy landscape associated with the different hydrogen placements on the lattice. In this
work, the effect of different local stress states on the main parameters controlling diffusion of hydrogen in BCC iron
have been calculated.

KEYWORDS: DFT, BCC-Fe, Hydrogen, Hydrogen diffusion, Hydrogen embrittlement.

INTRODUCCION
micromecanismos que regulan este fendmeno.

La fragilizacion por hidrégeno (HE, por sus siglas en Actualmente hay cinco modelos coexistentes en la
inglés) es un fendmeno de degradacion ambiental que literatura: Transformacion de fase inducida por
resulta en la reduccion de la tenacidad a fractura de un hidrégeno (HIPT) [2, 3], decohesion asistida por
material en presencia de hidrégeno. La fragilizacion por hidrédgeno (HEDE) [4, 5], plasticidad local asistida por
hidrégeno ha sido estudiada extensamente desde su hidrégeno (HELP) [6, 7], HEDE mediado por HELP [8,
descripciodn inicial por Pfeil en 1926 [1]. El estudio de 9] y HELP+HEDE, o modelo sinérgico [10, 11].

este fendmeno ha dado lugar a una extensa descripcion Para poder dar una respuesta concluyente a esta cuestion
empirica del comportamiento macroscopico, aunque en cualquier material, es necesario comprender el efecto
sigue sin existir un consenso global sobre los que tienen las condiciones externas e internas tanto
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sobre las propiedades concretas del material
modificadas en presencia de hidrogeno, y la
modificacion sufrida, como la configuracion final
adoptada por el hidrégeno y el proceso de variacion del
campo de concentracion. Estos pardmetros son
especificos para cada material y red cristalina.

El estudio de la difusidon del hidrégeno en metales ha
sido abordado mediante diferentes tipos de técnicas por
diversos autores. Sin embargo, debido a la naturaleza
multifisica y multiescala de este fendmeno, el éxito ha
sido bastante limitado, sin haber sido posible cubrir todo
el rango de efectos mediante una Unica técnica. Con
objeto de integrar correctamente los efectos de las
escalas menores en las técnicas de modelizacion del
continuo, en los Gltimos afios se ha desarrollado in gran
interés en técnicas de dindmica molecular (MD),
métodos de Monte Carlo (MC) y técnicas ab initio. Las
técnicas de MD permiten la simulacion de conjuntos del
orden del millon de particulas, permitiendo simular
entornos complejos aislados y la interaccion entre
diferentes defectos. Estas técnicas pueden describir
eficientemente fendmenos que abarcan amplias escalas
espaciales y temporales mientras la concentracién de los
defectos sea reducida, como es el caso del hidrégeno en
la mayoria de los metales. No obstante, la fidelidad de
las simulaciones depende en gran medida de la calidad
de los potenciales utilizados, los cuales se formulan para
reproducir fendmenos especificos, en ocasiones con
limitado valor cuando se extienden a otras propiedades.
Por ello, una simulacién exitosa requiere de una buena
caracterizacién previa de los diversos efectos
individuales con técnicas que cubran las escalas
inferiores.

Las técnicas ab initio, situadas en la menor escala,
permiten el calculo de las interacciones atdmicas a partir
de primeros principios, evitando cualquier sesgo en el
uso de datos de partida. Como principal inconveniente,
los célculos con estas técnicas se encuentran limitados
al orden de cientos de atomos, incluso para los equipos
mas potentes. A pesar de estas limitaciones, el uso en
conjunto de varias técnicas permite reducir su impacto.
Un ejemplo claro es el uso de técnicas ab initio para la
caracterizacién de fendmenos concretos, para alimentar
modelos de Monte Carlo o para disefiar potenciales de
MD que reproduzcan fielmente los efectos calculados.

El material estructural mas relevante que sufre
fragilizacion por hidrégeno es el acero al carbono. El
componente principal de esta fase es el hierro BCC
(ferrita, a-Fe), siendo este el material base de estudio de
este trabajo. Como se ha mencionado antes, en la ferrita
el hidrégeno presenta un carécter intersticial. En un
estudio previo se caracterizd el campo de potencial
quimico del hidrogeno en la red del hierro [12],
concluyendo que los huecos tetraédricos son minimos
locales, dando lugar a los puntos de estabilidad del
hidrégeno en la red. La transicion entre los minimos
locales puede tener lugar a través de dos puntos
diferentes, los puntos de silla de primer y segundo orden
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del campo de potencial quimico. Los puntos de silla de
primer orden permiten el salto de un atomo de
hidrégeno situado en un intersticio tetraédrico a otro
intersticio tetraédrico vecino de primer grado; mientras
que los puntos de silla de segundo orden, que
corresponden a los intersticios octaédricos, permiten el
salto a los intersticios tetraédricos vecinos de segundo
grado.

El objetivo de este trabajo es la caracterizacion
mediante técnicas ab initio, especificamente, aquellas
basadas en la teoria del funcional de la densidad (DFT),
de las barreras de difusion del hidrégeno en la ferrita y
determinar el efecto que distintos estados tensionales
tienen sobre ellas.

METODOLOGIA

La caracterizacion se ha llevado a cabo mediante
calculos basados en la teoria del funcional de la
densidad (DFT) polarizados en spin [13, 14, 15, 16],
utilizando una base de ondas planas siguiendo la
aproximacion de gradiente generalizado (GGA)
mediante la formulacion de Perdew-Burke-Ernzerhof
(PBE) para la energia de canje y correlacion electronica
[17]. Los calculos han sido realizados con el cddigo de
DFT CASTEP [18]. En las simulaciones se ha empleado
el uso de pseudopotenciales ultrasuaves con correccion
nuclear no lineal [19]. Los siguientes pardmetros se han
utilizado en todos los calculos presentados: la
minimizacioén electrénica se ha efectuado siguiendo un
algoritmo de mezclado de densidad siguiendo el
esquema de Pulay con un historial de 30 pasos [20]. En
la extension (smearing) de niveles de energia se ha
seguido un esquema gaussiano con una anchura de 0.1
eV [21]. La tolerancia de convergencia para la
minimizacion de energia es de 10 peV/atomo y el corte
en energia para el set de funciones de base es de 375eV,
aplicando una correccion por set de funciones de base
finita basada en tres puntos distanciados en 5 eV. El
muestreo de puntos k ha seguido una configuracion de
Monkhorst-Pack regular de 4x4x4 [22]. La optimizacion
geométrica sigue el método de Broyden-Fletcher-
Goldfarb-Shanno (BFGS) con wuna tolerancia de
convergencia en fuerzas atdmicas de 10 meV/A [23].

2.1. Hidrogeno en la red del hierro

La configuracién de menor energia para una celda de
hierro 3x3x3 sin hidrogeno (Fess) y con un atomo de
hidrdgeno (FessH) han sido calculadas con el hidrégeno
presente en los puntos de alta simetria: hueco tetraédrico
(T), punto de silla de primer orden (X) y hueco
octaédrico (O). Las barreras de difusion a través de los
distintos puntos de silla han sido calculadas como la
diferencia de energia entre las configuraciones con un
atomo de hidrogeno situado en el estado estable (T) y en
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el estado activado (A € {O, X}) siguiendo la expresion

0.
@

AET_A = EF€54_HA - EF@54HT

2.2. Efecto de los campos tensionales

El efecto de los campos tensionales ha sido evaluado
mediante el calculo de las configuraciones de minima
energia bajo las  restricciones de  simetria
correspondientes a las configuraciones T, X y O bajo
diferentes estados tensionales: Uniaxial, cortante puro e
hidrostatico. Los estados uniaxiales y de cortante han
sido aplicados tanto alineados con el defecto intersticial,
o estado paralelo (ll), como en una de las otras
direcciones cristalogréficas, o estado perpendicular (L).

Debido a que las orientaciones de las configuraciones
activadas alcanzables desde un intersticio tetraédrico se
encuentran  orientadas perpendicularmente a la
orientacion de la configuracion tetraédrica de origen, las
transiciones ||—|l estan prohibidas. En este estudio, se
han aplicado tensiones de 200, +600 y +1800 MPa.

Las posiciones del hidrogeno y las orientaciones del
defecto intersticial en una cara de la celda BCC en las
configuraciones T, X y O se muestran en la figura 1.

Posiciones de alta simetria en ferrita

Figura 1. Posiciones del hidrdgeno intersticial y
orientacion del defecto en la red BCC.

3 RESULTADOS

La celda sin hidrégeno (Fess) ha sido relajada a unos
parametros de celda a=b=c=8.439 A, o = p =y = 90°,
grupo espacial Im3m (IT # 229). Tensiones residuales
menores a 2MPa y momento magnético por atomo de
2.18uB. Estos valores difieren en menos de un 2%
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respecto de los valores experimentales de 8.601 A y
2.22 uB [24].

3.1. Hidrdgeno en la red del hierro

Cuando el hidrégeno es incluido en los puntos de alta
simetria, en ausencia de tensiones externas, las
configuraciones T, X y O, muestran las siguientes
propiedades:

T: Parametros de red: a=h=8.461A, c=8.448Ay a =p =
vy = 90° Grupo espacial PAm2. Tensiones residuales
maximas de 4.2MPa.

X: Parametros de red: a=b=8.432A, c=8.506A, a = p =
90° y vy =89.90°. Grupo espacial Amm?2. Tensiones
residuales maximas de 2.8MPa.

O: Pardmetros de red: a=b=8.420A, c=8.530A y a = =
vy = 90°. Grupo espacial P4/mmm. Tensiones residuales
maximas de 4.3MPa.

La introduccion de un atomo intersticial de hidr6geno
en la red del hierro rompe la simetria cubica original
(Im3m) en grupos con simetria menor. En todos ellos,
dos direcciones tienen las mismas propiedades, mientras
que la tercera direccidn paralela a las aristas de la celda
muestra propiedades diferentes. A esta direccion se la
denomina en este trabajo como direccion del defecto
intersticial.

El andlisis de Mulliken de las estructuras muestra una
acumulacién de carga negativa en el hidrégeno con
valor de -0.32+0.01e en todas las estructuras, y una
ligera acumulacion de spin de -0.05+0.01uB
independiente de la configuracion.

La energia de solucion del hidrdgeno, previa a la
correccion de punto cero de energia, calculada
siguiendo la expresion (2), es de 173meV, 263meV y

301lmeV para las configuraciones T, X y O
respectivamente.

1 _ 1
E3' = Efiegn — Ereg, — 5 En, )

Donde Ep, es la energia de una molécula de hidrégeno
en el vacio.

Tras las correcciones de punto cero, la barrera de
difusion a través del punto X, AEr.x es de 56 meV,
ligeramente inferior a la barrera a través de la posicion
O, AET.0, de 60 meV. Estos resultados, estan de acuerdo
con los proporcionados por Jiang et al [25], Hayward et
al [26] y de Andrés et al [27].

3.2. Efecto de los campos tensionales

Las figuras 2 y 3 muestran los valores de las barreras de
difusion AET.x y AET.0 permitidas tras aplicar un estado
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de tension uniaxial, normalizadas respecto a la barrera
en ausencia de un campo de tension externo.

AEr_x bajo tension uniaxial

Barrera de difusion normalizada

0.7

0.6 - T T T T T T T
-1.5 -1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0 15
o [GPa]

ul-yt v utsul a4 ULsut Correg\da|

Figura 2. AET.0 bajo estado de tension uniaxial.

AEr_o bajo tensidon uniaxial

0.8
0.7
0.6 -
0.5 4

T . T T . T .

=15 -1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0 15
o [GPa]
ul-sut v Uiyl « Ul-Ut Corregida |

Figura 3. AET.0 bajo estado de tension uniaxial.

Como se puede apreciar en la figura 2, la aplicacion de
tensiones externas de traccién en el rango estudiado
reduce hasta aproximadamente un ~20% el valor de la
barrera a través del punto de silla. Alineadas con la
tension, la aplicacion de compresiones locales
incrementa hasta en un =10% la barrera a través de X
orientadas perpendicularmente a la direccion de
compresion. El resto de barreras sufren variaciones
menores al 5%.

La figura 3 muestra como las barreras a través de los
huecos octaédricos sufren variaciones ligeras (<5%) en
el rango de estudio. Las barreras hacia estados alineados
aumentan ligeramente en compresion y se reducen en
traccion mientras que el efecto opuesto se aprecia en las
barreras en saltos a estados perpendiculares.
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AEr_x bajo tensidn cortante
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Figura 4. AET.x en estado de tension cortante.

AEr_o bajo tensidn cortante
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Figura 5 AET.0 bajo estado de tension cortante.

Las figuras 4 y 5 muestran los valores de las barreras de
difusion AET.x y AET.0 permitidas tras aplicar un estado
de tensién cortante normalizadas respecto a la barrera en
ausencia de campos tensionales externos.

Como se puede apreciar en la figura 3 la aplicacion de
tensiones cortantes reduce significativamente (hasta un
60% en el rango estudiado) las barreras de difusién a
través de X cuando la configuracion de origen esta
alineada con la tension aplicada. Sin embargo, la barrera
es practicamente insensible a cortantes normales a la
orientacion del hueco tetraédrico de partida.

En la figura 4 se observa que la aplicacion de tensiones
cortantes reduce significativamente (hasta un 45% en el
rango estudiado) las barreras de difusién a través de O
cuando la configuracién de origen esta alineada con la
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tension aplicada. Cuando la orientacidn de la cortante se
encuentra alineada con la configuracién activada, el
maximo de la barrera se encuentra ligeramente
desplazado de la posicién en ausencia de tensiones
externas con reducciones méaximas de hasta el 33% en el
rango de estudio. Sin embargo, la barrera es
préacticamente insensible a cortantes simultaneamente
perpendiculares a las orientaciones de las
configuraciones inicial y final.

La figura 5 compara el efecto en las barreras de difusion
de aplicar tensiones hidrostaticas. Los valores de las
barreras se muestran normalizados respecto a la barrera
AET-X en ausencia de tensiones externas.

AEr_, bajo tensién hidrostéatica

r e 3 ry
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2 T 1 111 e 1
107 I rTryr ¢ 1
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= 0.8
]
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0.6 L T T T T T T T

-15 -1.0 -0.5 0.0 0.5 1.0 15
g [GPa]
e T-0 o T-X T-0 corregida T-X corregida J

Figura 5. Comparativa de AET-x y AET0 en estado de
tension hidrostatica.

En este caso (Fig. 5), la aplicacion de tensiones
hidrostaticas no modifica apenas las barreras de
difusion. Esto sugiere que solo las componentes
desviadoras de la tension tienen efecto sobre el proceso
difusivo.

Es necesario remarcar que las barreras calculadas son
previas a la correccion de energia de punto cero. Es de
esperar que esta correccién se vea reducida debido a la
menor simetria del sistema al aplicar tension. Por tanto,
las barreras efectivas se verdn reducidas en menor
proporcion. A pesar de ello, se constata que la
modificacion de las barreras difusivas es significativa y
depende del signo de las tensiones aplicadas, por lo que
la estadistica de rutas de difusion del hidrégeno se ve
alterada mediante la aplicacion de tension remota.

CONCLUSIONES

En este trabajo se evalUan los valores de energia de las
barreras de difusién del hidrogeno en la ferrita en
ausencia de tensiones externas, y la modificacion
introducida en las barreras de difusion mediante la
aplicacion de campos tensionales externos simples en el
rango de +1.8GPa.
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En ausencia de tensiones externas, la transicién entre
posiciones estables del hidrégeno ocurre mediante dos
vias, los puntos de silla de primer y segundo grado, con
barreras semejantes tras considerar correcciones de
energia de punto cero (56 y 60 meV respectivamente).

Tras la aplicacion de distintos estados tensionales
externos, se pueden apreciar las  siguientes
observaciones: las tensiones hidrostaticas no afectan
significativamente las barreras de difusion. Las
tensiones  desviadoras  producen  modificaciones
sensibles de los valores de las barreras previas a la
correccion de punto cero, con reducciones de hasta el
60% e incrementos de hasta el 10% en los rangos y
estados estudiados. Sin embargo, esta modificacion no
es uniforme, lo que implica una modificacién en los
ratios entre los diferentes caminos de difusion.

En conclusion, una simulacién realista del proceso
difusivo del hidrégeno en ferrita requiere el ajuste de las
barreras de difusion en funcién de los campos
tensionales locales.
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DURABILIDAD DE LAS ESTRUCTURAS DE HORMIGON ARMADO: COMPORTAMIENTO MECANICO
DE ARMADURAS ACTIVAS O PASIVAS CORROIDAS.
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L1ETcc-CSIC. Grupo de Investigacidn de Corrosion de Armaduras y Seguridad Estructural
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RESUMEN

La durabilidad de las estructuras de hormigon armado puede reducirse debido, principalmente, a la corrosion de las
armaduras, y una de las principales consecuencias es la disminucién de la capacidad resistente de las mismas. Para evaluar
la seguridad de las estructuras existentes es necesario incorporar modelos que permitan estimar la resistencia tanto de las
armaduras como de tendones de pretensado. En esta publicacién se muestran los resultados obtenidos en ambos tipos de
elementos, obteniéndose una correlacion entre la resistencia y el grado de corrosion. De esta forma se puede obtener un
diagrama de fallo para el caso de defectos producidos por corrosion.

PALABRAS CLAVE: corrosion; hormigon; armadura; pretensado.

ABSTRACT

The durability of reinforced concrete structures can be reduced mainly due to corrosion of the reinforcements, and one of
the main consequences is a reduction in the ultimate strength of the same. In order to assess the safety of existing
structures, it is necessary to develop models that allow estimating the strength of both reinforcements and prestressing
tendons. This paper shows the results obtained for both types of elements, obtaining a correlation between the strength
and the degree of corrosion. In this way, a failure diagram can be obtained for the case of defects due to corrosion.

KEYWORDS: corrosion; concrete; rebars; prestressed structure

1. INTRODUCCION

La corrosion de las armaduras es la principal causa de la
degradacién de las estructuras de hormigdn armado,
reduciendo de esta forma la vida atil de las mismas [1-
3]. Este fendmeno es méas preocupante en ambientes
agresivos donde es necesario emplear materiales mas
resistentes u otros métodos de proteccion [4,5].

A su vez, la corrosion esta principalmente provocada por
la carbonatacion o la entrada de cloruros. La

carbonatacion se produce por la combinacién del CO; del Figura 1. Entrada de agentes agresi\/os a través del

ambiente con la portlandita del hormigén en presencia de recubrimiento del hormigén que provocan la corrosién
agua [6-8], lo que produce una disminucion del pH del de las armaduras.
hormigén y, por lo tanto, facilita la corrosion de las
armaduras [9]. Existe cierta discusién cientifica sobre el limite de
cloruros que provocan la corrosion de las armaduras de
En el caso los cloruros, estos estan presentes acero al carbono puesto que son muchos los factores que
principalmente en ambientes marinos o por la aplicacion afectan a este limite [12-15]. El Cédigo Estructural en
de sales de deshielo [10,11]. Los cloruros difunden desde Espafia fija este limite de cloruros en el 0.6% respecto al
la superficie de la estructura hasta alcanzar la armadura. peso de cemento. En el caso de armaduras de acero
Cuando la cantidad de cloruros en la superficie de la inoxidable, la concentracién critica que produce la
armadura es suficiente como para provocar la corrosion iniciacion de la corrosién depende de la calidad de acero
se dice que se ha alcanzado la concentracion critica. empleado [4].
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Tabla 1. Limite de cloruros en funcién de la calidad de
acero [4].

Calidad de acero

Probabilidad 2001 AISI

304L

2304 AlS|

316L

2205 Acero al

carbono

50% 0.67 1.63 1.36 3.66 9.5 0.6

10% 0.37 0.77 213 3.17 0.45

Las principales consecuencias de la corrosion son: i) la
fisuracion del recubrimiento de hormigén o incluso la
pérdida del mismo debido a que el 6xido generado por la
corrosién es de mayor volumen que el acero de partida
[16-21]; ii) la pérdida de adherencia provocada por el
efecto conjunto de la fisuracion del hormigén y la
generacion de Oxido en la interface entre el acero y el
hormigdn [22-24]; iii) la pérdida de resistencia mecéanica
de las armaduras por la pérdida de seccion provocada por
la corrosion [23,25-29]; y iv) la fragilizacion de las
armaduras bien por la generacion de fisuras por corrosion
bajo tension o por efecto del hidrégeno [30-42].

B
Figura 2. rmigoén
producido por la corrosion de la armadura.

FRAGILIZACION PERDIDA ADHERENCIA

PERDIDA DE SECCION FISURACION

Figura 3. Consecuencias de la corrosion de las
armaduras.

Figura 4. Fragilizacion de las armaduras.
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2. EVALUACION DE LA CORROSION EN LAS
ESTRUCTURAS DE HORMIGON ARMADO.
PARAMETROS ELECTROQUIMICOS
RELACIONADOS CON LA CORROSION

2.1. Potencial de corrosion

Al valor de potencial en un sistema que se esta
corroyendo naturalmente, sin flujo de corriente externa,
se le denomina potencial de corrosion Ecorr. Este método
se basa en la medicion de la diferencia de potencial
eléctrico entre el acero de las armaduras y un electrodo
de referencia, el cual se sitla en la superficie del
hormigén. Los valores proporcionados son meramente
cualitativos puesto que no se cuantifica la cantidad de
metal que se corroe por unidad de area. No se puede
establecer una relacién constante entre Ecorr Y la cinética
del proceso. La interpretacion de las medidas de
potencial de corrosidn se suele hacer calificando el riesgo
segun el criterio establecido en la Norma ASTM C-876.

Tabla 2. Criterio de probabilidad de corrosién en
funcion del valor de potencial de corrosion.

Potencial (mV) Nivel _€je SCE Ag/AgCl
corrosion

Pasividad 10% >-200 >-157

Estado intermedio | 50% -200 a -350 -157 a -307

Riesgo alto 90% <-350 < -307

2.2. Resistividad eléctrica

La resistividad eléctrica del hormigon es un parametro
efectivo para evaluar el riesgo de corrosion de la
armadura. Revela informacion acerca del grado de
humectacidn en el hormigén, por lo tanto, es un buen
indicador complementario para deducir &reas con riesgo
de corrosion. Las armaduras alcanzan el estado activo
cuando la resistividad es inferior a 10 kQ-cm y el estado
pasivo cuando la resistividad es superior a 30 kQ-cm.
Junto con los mapas de potencial, las medidas de
resistividad eléctrica son muy utilizados en labores de
inspeccidn de estructuras para determinar la gravedad de
los dafios producidos por corrosion [43-45]. Una baja
resistividad se relaciona con una alta intensidad de
corrosién. Sin embargo, en la velocidad de corrosion
intervienen mas factores ademas de la resistividad, por lo
gue no es considerado como un factor determinante para
prevenir dafios potenciales en las estructuras. Los valores
de resistividad del hormigén son dtiles en la
determinacion del grado de humedad, el cual esta
estrechamente relacionado con la velocidad de corrosion
como se muestra en la siguiente tabla. Esta determinacion
es muy Util cuando el acero se encuentra en estado activo
[1], pero puede llevar a error cuando se encuentra en
estado pasivo. Si el contenido de humedad es muy bajo,
la resistividad es muy elevada y el proceso de corrosion
se encuentra impedido. De esta forma, a pesar de que el
hormigén se encuentre carbonatado o a pesar de la
presencia de cloruros, la corrosion serd muy baja.

Tabla 3. Riesgo de iniciacion de la corrosion en funcién
de la resistividad del hormigén [1].




Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

>1 >0.01 Alta

p (kQ:cm) Posibilidad de corrosion
> 500 Baja
500-100 Baja, moderada
100-20 Alta
<20 Muy alta

s B AR R
Figura 5. Representacion gréfica del potencial de
corrosion (izquierda) y resistividad (derecha) en
ortomosaico [1].

2.3. Intensidad de corrosion

La corrosién de un metal en un medio acuoso, como lo
es la oxidacion de una armadura embebida en el
hormigdn, es un proceso que engloba dos semirreaciones
de oxidacion-reduccion. La intensidad del proceso
anodico es igual a la del proceso catddico y son
identificadas como la intensidad de corriente del proceso
lcorr, que es la magnitud eléctrica utilizada como medida
de la velocidad de corrosion, y se puede cuantificar con
medidas in-situ [46]. Existen varios métodos para la
medida de la intensidad de corrosion in situ a partir de
técnicas electroquimicas no destructivas. Todos ellos se
basan en la aplicacién de un pulso, ya sea galvanostatico
0 potenciostatico, desde un contra-electrodo externo con
la posterior medida de la alteracion producida en el acero
tras un tiempo de ensayo determinado. Dado que la
intensidad de corrosion debe estar siempre referida al
area total de armadura que queda afectada por la sefial
electroquimica aplicada, es preciso que el método de
medida determine esta superficie. La interpretacion de
las medidas de intensidad de corrosion se realiza en base
la norma UNE 112072 y que se resume en la siguiente
tabla.

Tabla 4. Clasificacion en niveles para la intensidad de
corrosion.

Intensidad o velocidad Pérdida de seccion Nivel de
de corrosion (pA/cm?) (mm/afio) corrosion
<0.1 <0.001 Despreciable
0.1a05 0.001 - 0.005 Baja
05al 0.005 - 0.01 Moderada

3. MONITORIZACION DE LA CORROSION

Adicionalmente a las inspecciones puntuales, se puede
realizar una monitorizacién continua de los pardmetros
relacionados con la durabilidad en estructuras de
hormigén armado y comprobar asi su evolucién con el
tiempo. Existen antecedentes de aplicacion en estructuras
singulares, como el repositorio de residuos radiactivos de
media y baja actividad en el Cabril [47,48]. En la
siguiente figura se muestra un ejemplo de seguimiento de
la velocidad de corrosion en continuo en una viga de 5 m
de longitud contaminada con cloruros. Como se puede
observar, la velocidad de corrosion varia en el tiempo en
funcién del ambiente en el que se encuentra.

Sensor 02

10'F

~ 10°%

Icorr (pA/om’

1
?30/12,’2021 27/12/2021 10/1/2022 24/1/2022 07/2/2022 21/2/2022 07/3/2022
Fecha

Figura 6. Monitorizacion de la velocidad de corrosion.

4. COMPORTAMIENTO FRAGIL DE LAS
ARMADURAS CORROIDAS

El comportamiento mecanico de las armaduras depende
de la morfologia de los defectos generados por la
corrosién. Dado que la misma pérdida de peso puede dar
lugar a diferentes comportamientos mecénicos, es
necesario caracterizar la geometria de los propios
defectos para poder estimar su comportamiento
mecanico [26-28,49].

Existe dos tipos de comportamiento fragil: i) El
comportamiento fragil a escala macroscdpica, como
consecuencia de la concentracion de tensiones producida
por la aparicion de defectos como picaduras o fisuras. ii)
El comportamiento fragil a escala microscdpica, en
muchos casos relacionado con la fragilizacién por
hidrégeno, que produce una disminucién de las
propiedades mecénicas a través de la disminucién de la
tenacidad de fractura, y la aparicion de facetas de clivaje
en la superficie de fractura [31,34,35,39,50,51].

Por dltimo, desde el punto de vista experimental es
fundamental reproducir las condiciones de la corrosion
natural en los ensayos acelerados. En funcién del medio
y la intensidad de corrosién se puede llegar a una
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steel reinforcement: Classic austenitic and new
duplex stainless steel, Constr. Build. Mater. 186
(2018) 495-502.
https://doi.org/10.1016/j.conbuildmat.2018.07.081.

[5] P. Pedeferri, Cathodic protection and cathodic
prevention, Constr. Build. Mater. 10 (1996) 391-
402. https://doi.org/http://dx.doi.org/10.1016/0950-
0618(95)00017-8.

[6] U. Angst, F. Moro, M. Geiker, S. Kessler, H.
Beushausen, C. Andrade, J. Lahdensivu, A. Kolio,
K. Imamoto, S. von Greve-Dierfeld, M. Serdar,
Corrosion of steel in carbonated concrete:
mechanisms, practical experience, and research
priorities — a critical review by RILEM TC 281-
CCC, RILEM Tech. Lett. 5 (2020) 85-100.
https://doi.org/10.21809/rilemtechlett.2020.127.

[7] H. Vanoutrive, P. Van den Heede, N. Alderete, C.
Andrade, T. Bansal, A. Camdes, O. Cizer, N. De
Belie, V. Ducman, M. Etxeberria, L. Frederickx, C.

morfologia de ataque por corrosion u otra. En la siguiente
figura se comparan los valores tedricos obtenidos con los
dados por en la literatura por diversos autores [52-54].
Los datos experimentales se ajustan entre el
comportamiento de corrosion localizada (linea negra
continua) y el comportamiento por corrosion con
picaduras (lineas azules).

Corrosion localizada, pzipx=1 ==t Corrosion localizada, pz/px=5

Corrosidn picaduras, pz/px=1 - Corrosidn picaduras, pz/px=5

® Apostolopoulos et al. 2013
Almusallam, 2001 (8§ mm)
Almusallam, 2001 (12 mm)

... e Mufioz. Thesis, 2009

Disolucion

04 . . ‘ N W/ Wox100 [% Grengg, 1. Ignjatovi¢, T.-C. Ling, Z. Liu, I. Garcia-
010 20 30 40 50 80" L] Lodeiro, B. Lothenbach, C. Medina Martinez, J.
Figura 7. Comparacion entre valores experimentales y Sanchez-Montero, K. Olonade, A. Palomo, Q.T.
tedricos. Phung, N. Rebolledo, M. Sakoparnig, K. Sideris, C.

Thiel, T. Visalakshi, A. Vollpracht, S. von Greve-
Dierfeld, J. Wei, B. Wu, M. Zajac, Z. Zhao, E.
Gruyaert, Report of RILEM TC 281-CCC: outcomes
of a round robin on the resistance to accelerated
carbonation of Portland, Portland-fly ash and blast-
furnace blended cements, Mater. Struct. 55 (2022)
99. https://doi.org/10.1617/s11527-022-01927-7.

[8] I. Galan, J. Sanchez, C. Andrade, A. Evans,
Carbonation profiles in cement paste analyzed by
neutron diffraction, J. Phys. Conf. Ser. 340 (2012).
https://doi.org/10.1088/1742-6596/340/1/012108.

[9] M. Pourbaix, Thermodynamics and corrosion,
Corros. Sci. 30 (1990) 963-988.
https://doi.org/10.1016/0010-938x(90)90205-j.

[10] G. Markeset, Critical chloride content and its
influence on service life predictions, Mater. Corros.
60 (2009) 593-596.
https://doi.org/10.1002/maco.200905288.

[11] S. Chinchén-Pay4, J.E. Torres Martin, N.

5. CONCLUSIONES

La durabilidad de las estructuras de hormigén armado se
puede reducir de forma drastica por la corrosién de las
armaduras. En este trabajo se muestra la metodologia que
se ha de seguir para evaluar la durabilidad mediante
inspecciones puntuales o mediante la monitorizacién de
las estructuras para su seguimiento en tiempo real. Por
altimo, se ha mostrado la relacion de la corrosion con el
comportamiento mecéanico de las armaduras.
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RESUMEN

En este estudio se ha analizado el comportamiento vibratorio de vigas dafiadas fabricadas de material compuesto
representativas de palas de aerogeneradores formadas por estructuras sandwich en funcion de la velocidad de giro. La
mayoria de las palas de aerogeneradores se fabrican con materiales compuestos que combinan pieles de laminados de
fibra de vidrio y nucleos de espuma polimérica. No obstante, dado el incremento del tamafio de los aerogeneradores se
hace necesaria la biisqueda de materiales mas ligeros y resistentes para las palas, que permitan reducir su peso y el coste
de todo el conjunto. Con este proposito, en este trabajo se ha utilizado un material compuesto que combina pieles de
polimeros reforzados con fibra de carbono y nucleo de nido de abeja. Para analizar el comportamiento de la viga, se ha
desarrollado un modelo numérico 3D dinamico de una viga de material compuesto, mediante el Método de los Elementos
Finitos (MEF) y se han obtenido las frecuencias naturales en funcion de la velocidad de giro. Como sefial de salida del
modelo numérico se ha elegido la aceleracion de un punto de la seccion situado en el extremo de la viga y se ha procesado
la sefal para obtener las frecuencias. El estudio realizado ha permitido analizar la influencia del dafio en la respuesta
vibratoria de vigas sandwich representativas de palas de aerogeneradores formadas por estructuras sandwich con pieles
de polimeros reforzados con fibra de carbono y ntcleo de nido de abeja.

PALABRAS CLAVE: Modelo numérico, vigas rotatorias dafladas, frecuencias naturales, material compuesto.
ABSTRACT

In this study, the vibration behavior of damaged composite beams representative of wind turbine blades consisting of
sandwich structures has been analyzed as a function of rotational speed. Most wind turbine blades are made of composite
materials combining fiberglass laminate skins and polymer foam cores. However, given the increase in the size of wind
turbines, it is necessary to use lighter and stronger materials for the blades, in order to reduce their weight and the cost of
the whole assembly. For this purpose, a composite material with carbon fiber reinforced polymer skins and honeycomb
core has been used in this work. To analyze the behavior of the beam, a dynamic 3D numerical model of a composite
beam has been developed using the Finite Element Method (FEM) and the natural frequencies have been obtained as a
function of the rotational speed. As output signal of the numerical model, the acceleration of a point of the section located
at the end of the beam has been chosen and the signal has been processed to obtain the frequencies. The study carried out
has made it possible to analyze the influence of damage on the vibration response of sandwich beams representative of
wind turbine blades formed by sandwich structures with carbon fiber reinforced polymer skins and honeycomb core.

KEYWORDS: Numerical model, damaged rotating beams, natural frequencies, composite material.

1. INTRODUCCION en electricidad la fuerza de un recurso inagotable como

el viento. El aprovechamiento del viento requiere de la
Las energias renovables son fuentes de energia limpias e instalacion de parques edlicos, ya sea en tierra o en alta
inagotables que se diferencian de los combustibles mar, formados por aerogeneradores. Uno de los
fosiles, aparte de en su diversidad y abundancia, en que elementos mas importantes de los aerogeneradores son
no producen gases de efecto invernadero ni emisiones las palas. Estas, suelen estar fabricadas con materiales
contaminantes, por lo que no afectan al cambio climatico. compuestos que combinan pieles de laminados de fibra
De entre las energias renovables disponibles destaca la de vidrio (GFRP) y ntcleos de espuma polimérica
energia edlica que en los ultimos afios ha adquirido un (foam). No obstante, dado el incremento del tamafio de
valor de gran importancia. La energia edlica, transforma los aerogeneradores se hace necesaria la busqueda de
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materiales mas ligeros y resistentes para las palas, que
permitan reducir su peso y el coste de todo el conjunto.
Para las pieles, como alternativa a los GFRPs, esta siendo
analizado el uso de materiales compuestos de fibra de
carbono (CFRP) debido a su bajo peso y a sus buenas
propiedades mecanicas [1]. En lo que respecta al nucleo,
los nucleos de nido de abeja (honeycomb) estan
compuestos de una serie de celdas unitarias unidas de
manera similar a como lo estaria el panal de una colmena
de forma que se minimiza la cantidad de material para
alcanzar el peso minimo y ofrecen una excelente
resistencia [2].

Ademas, las palas de los aerogeneradores son
componentes mecanicos que pueden modelarse como
vigas rotatorias. El comportamiento dinamico de vigas
rotatorias de materiales tradicionales, como el acero, ha
sido estudiado por algunos autores [3-4]. Sin embargo,
no esta tan extendido el estudio del comportamiento
vibratorio de vigas rotatorias de material compuesto [5-
6]. De hecho, no se ha encontrado en la literatura, en
conocimiento de los autores, ningiin articulo sobre el
estudio del comportamiento vibratorio de  vigas
rotatorias del material compuesto de este trabajo que
combina pieles de CFRPs y nucleo honeycomb.

Durante su vida en servicio, las palas de un
aerogenerador pueden resultar dafiadas. Debido a
defectos de fabricacion o a las condiciones de trabajo,
junto con los ambientes agresivos en los que operan, en
las palas pueden aparecer defectos que afecten
gravemente a su integridad estructural. Es bastante
evidente que para vigas rotatorias dafladas las
propiedades dindmicas como la frecuencia y los modos
de vibracién cambian [7]. Por lo tanto, con el fin de
reparar o sustituir el elemento antes de que se produzca
el fallo irreversible, es muy importante disponer de
técnicas que permitan la deteccion del defecto. Sin
embargo, el nimero de trabajos sobre el comportamiento
de palas rotatorias de material compuesto dafadas es
reducido [8].

En este trabajo se ha analizado el comportamiento
vibratorio de una viga rotatoria dafiada de material
compuesto con pieles de polimeros reforzados con fibra
de carbono y nticleo de nido de abeja. Para ello se ha
desarrollado un modelo numérico 3D dinamico mediante
un coédigo comercial de elementos finitos y se han
obtenido las frecuencias naturales en funcion de la
velocidad de giro. Se ha elegido la aceleracion de un
punto de la seccion situado en el extremo de la viga como
sefal de salida del modelo numérico. Finalmente, se ha
procesado la sefial para obtener las frecuencias de la viga
dafiada y sin daiiar.

2. MODELO NUMERICO
Se ha desarrollado un modelo numérico 3D dinamico de

una viga sandwich dafiada mediante el codigo comercial
de elementos finitos ABAQUS Implicit dynamics. La

viga gira con velocidad angular constante Q alrededor del
eje de revolucion Y con sentido antihorario y presenta un
agujero pasante en el nicleo a una distancia L, del
extremo de la misma (ver Figura 1). En la Tabla 1 se
pueden ver las dimensiones de la viga y en la Figura 2 la
geometria del agujero.

Y (¢je de rotacion)

Figura 1. Modelo de la viga sandwich.

Tabla 1. Dimensiones de la viga sandwich.

L(mm) | Lay(mm) | b(mm) | h(mm)

480 103.2 50 22.5

\ Tamaiio del agujero

[ ] I \ o
| e | d;=4.8 mm
\ ] s dy = 9.6 mm

R

Figura 2. Geometria del agujero.

El modelo esta formado por diferentes solidos, de
distintos tamaifios y propiedades (ver Figura 3):

- La parte rigida de longitud 30 mm con
propiedades de solido rigido que simula un eje
fisico de rotacion.

- La viga sandwich con propiedades de sélido
deformable que a su vez estd formada por
diferentes partes: las pieles y el nucleo (ver
Figura 3). Para unir las pieles al nucleo se
utilizaron interacciones “Tie”, segin la
nomenclatura de Abaqus, que imposibilitan el
desplazamiento relativo.
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Tal y como se puede ver en la Figura 4 para unir la parte
rigida y la viga sandwich también se ha utilizado una
interaccion “Tie”.

NUCLEO

PIELES

Figura 3. Diferentes partes de la viga sandwich sin
danar.

PARTE RIGIDA VIGA

i SANDWICH

™.

L ‘\l[\l\'\ ‘TIE?
Figura 4. Diferentes solidos del modelo numérico.

Respecto al material, la viga esta fabricada en material
compuesto que combina picles de laminados de fibra de
carbono (CFRP) y nucleo de nido de abeja (honeycomb)
de Nomex®. Las pieles son laminados de fibra de
carbono en matriz epoxy, IM7/MTM-45-1, compuestos
por 16 laminas cuya secuencia de apilamiento es
[0/+45/90/-45]2s. En la Tabla 1 se muestran las
principales propiedades elasticas de la ldmina.

Tabla 2. Propiedades elasticas de la lamina IM7/MTM-
45-1[9].

Densidad 1600kg/m’
Moédulo de Young E, 173 GPa
Moédulo de Young E,= E; 73,6 GPa
Cocficiente de Poisson viz 0.32
Cocficiente de Poisson viz= v23 0.5
Moédulo de cortadura en el plano Gz 3,89 GPa
Modulo de cortadura fuera del plano Giz | 3,89 GPa
Moddulo de cortadura fuera del plano Gy; | 2,94 GPa

El micleo de nido de abeja (honeycomb) esta compuesto
por celdas huecas y hexagonales, y esta fabricado con
Nomex®, con una densidad nominal de 48 kg/mm3 [10].
En la Tabla 3 se muestran las propiedades del Nomex®.
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Tabla 3. Propiedades del Nomex®.

Densidad 1500 kg/m?
Moddulo de Young Ei 3,95 GPa
Moédulo de Young E> 5,05 GPa
Coeficiente de Poisson vi2 | 0.2
Modulo de cortadura Gi2 1,6 GPa
Moédulo de cortadura Gi3 1,6 GPa
Moédulo de cortadura G23 1,6 GPa

El modelo se encuentra empotrado en uno de sus
extremos, que coincide con el eje de rotacion y libre en
el otro extremo. La velocidad rotacién se ha modelado
como un campo predefinido constante de velocidad
angular sobre toda viga sandwich. Se han tenido en
cuenta 8 velocidades angulares Q = 30, 40, 50, 60, 70,
80, 90 y 100 rad/s. Se han tenido en cuenta velocidades
que se encuentran tanto dentro como fuera del rango de
las velocidades angulares a las que giran las palas de los
aerogeneradores debido a que se ha intentado abarcar un
gran numero de casos. En cada velocidad angular, para
alcanzar la convergencia de los resultados, ha sido
necesario completar 7 rotaciones de la viga y se ha
obtenido un dato cada 100 ps.

Se han utilizado elementos “Continuum Shell” de la
libreria de Abaqus para las pieles y se ha definido el
comportamiento del material compuesto utilizando el
criterio de dafio de Hashin implementado en el propio
codigo de elementos finitos, que considera tanto el fallo
de las fibras como de la matriz. Para el nucleo de
honeycomb de Nomex® se han utilizado elementos tipo
“Shell” de la libreria de Abaqus y se ha realizado un
modelo tridimensional con celdas hexagonales, con
altura 20 mm. En concreto, se han utilizado los siguientes
elementos:

- Elementos rigidos triangulares lineales de 3
nodos para la parte rigida (R3D3 segun la
nomenclatura de ABAQUS).

- Elementos hexaédricos de &8 nodos, de
integracion reducida y control de hourglass para
las pieles (SC8R segun la nomenclatura de
ABAQUS).

- Elementos triangulares lineales de 3 nodos para
el nucleo (S3 segin la nomenclatura de
ABAQUS).

La malla de la viga consta aproximadamente de 80000
elementos y 160000 nodos (ver Figura 5). Con el objeto
de determinar el mallado 6ptimo se ha realizado un
analisis de sensibilidad hasta observar una convergencia
de los resultados.
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Figura 5. Malla de la viga.

3. VALIDACION DEL MODELO NUMERICO

La validacion del modelo propuesto se ha realizado
comparando los resultados obtenidos con los obtenidos
de forma experimental y con los disponibles en la
literatura para una viga de las mismas dimensiones
fabricada con un material convencional.

3.1. Comparacion con resultados experimentales

En primer lugar, se compararon los resultados de la
primera frecuencia natural para una viga sin dafiar con
los obtenidos de forma experimental. Para ello, se utilizo
el banco de ensayos que se muestra en la Figura 6 que
incluye un motor que hace rotar la viga a distintas
velocidades de giro. Se han tomado datos de las
aceleraciones en el extremo de la viga mientras se
produce el giro de las mismas utilizando sensores
inalambricos que se comunican via Bluetooth con un
dispositivo Android.

Figura 6. Banco de ensayos.

La comparacion se ha realizado para la velocidad angular
Q = 20 rad/s. No se ha podido realizar la comparacion
para otras velocidades angulares debido a que con el
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banco de ensayos no se pueden alcanzar velocidades
superiores y tampoco se han podido obtener resultados
numéricos para velocidades inferiores dado que el tiempo
de simulacion era muy elevado. En la Tabla 3 se pueden
ver la comparacion de los resultados obtenidos. La
comparacion es Unicamente para la primera frecuencia
natural porque de forma experimental solo se ha podido
obtener esta frecuencia. Se puede ver como los resultados
son muy similares con un error relativo del 3.52%.

Tabla 4. Primera frecuencia natural obtenida numérica
y experimentalmente

Error (%)
3.52

M1 num (HZ)
94.6

M1 exp (HZ)
91.2

3.1. Comparacion con resultados de la literatura

En segundo lugar, se compararon los resultados del
modelo numérico con los de Lee et al. [10]. Dado que no
se se han encontrado en la literatura resultados de las
vigas sandwich a estudio, se compararon los resultados
numéricos obtenidos con el modelo propuesto fabricado
con un material convencional como es el acero con
resultados de la literatura [10], obteniendo excelentes
resultados en la comparacion. En concreto se han
comparado los valores de las 2 primeras frecuencias
naturales para las distintas velocidades de giro. En Tabla
5 se pueden ver esta comparaciéon junto con el error
relativo. Se observa que el maximo error relativo es del
2.21%.

Tabla 5. Comparacion de las dos primeras frecuencias
naturales para una viga de acero sin danar

(ra%/s) n [Lle;] eEtHazl) MEF (Hz) | Error (%)
= | 83.50 84.23 0.87
100 51300 | 50415 1.73
= | 83.10 84.23 136
0 T [ 51270 | 50415 1.67
| 8280 83.01 0.25
80 T 51240 | 50297 1.84
| 8250 83.01 0.62
0 T 51220 | 50297 1.80
| 8230 81.79 0.62
60 T s1190 | so1 1.99
= | 8210 81.79 0.38
S0 T [ 5180 | so1 1.97
= | 8210 81.79 0.38
0 T s180 | soio | 209
= | 8210 81.79 0.38
30 T 51180 | 50049 221
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4. RESULTADOS

Una vez validado el modelo numérico, se han obtenido
las cuatro primeras frecuencias naturales para todos los
casos considerados. Para ello, se ha tomado como sefial
de salida del modelo numérico la aceleracion en la
direccion Y de un punto del extremo libre de la viga y se
ha procesado la sefal mediante la Transformada Rapida
de Fourier (FFT). Para asegurarnos que no tenemos
componentes de alta frecuencia en nuestra sefial de la
etapa transitoria de las primeras rotaciones de la viga se
ha acondicionado la sefial mediante la ventana kaiser
[11], con un factor de forma = 10, que reduce el efecto
leakage y atenua lateralmente la sefial.

En la Figura 7 se ha representado la amplitud en funcion
de la frecuencia para las cuatro primeras frecuencias
naturales para la viga dafiada y sin dafiar para las distintas
velocidades de giro. Adicionalmente, como ejemplo, en
la Tabla 6 se muestran los valores de la segunda y la
tercera frecuencia natural de la viga dafiada y sin dafiar
para todas las velocidades de giro.

Tabla 6. Comparacion de la segunda y la tercera
frecuencia natural para una viga sandwich intacta y con
agujero.

Q @2 intacta @®2 agujero @3 intacta @®3 agujero
30 299.68 299.07 546.87 | 544.43
40 299.68 299.07 546.87 | 543.21
50 300.29 299.07 547.48 | 541.99
60 300.90 297.85 548.09 | 541.99
70 300.90 297.85 548.70 | 540.77
80 301.51 297.85 549.31 | 541.38
90 301.51 297.24 550.53 | 540.77
100 302.73 296.63 550.53 | 540.16

Primeramente, se puede observar como, tanto para la viga
dafiada como para la viga sin dafio, a medida que
aumenta la velocidad de giro aumenta el valor de la
amplitud y de frecuencia natural, lo que es logico puesto
que al aumentar la velocidad de giro aumenta la rigidez
de la viga [7]. En la tabla se observa que el valor de
algunas frecuencias se repite, esto es debido a la falta de
precision del modelo numérico. Ademas, se puede ver
como la presencia del defecto, hace disminuir la
frecuencia natural, lo que también tiene sentido ya en las
vigas dafladas produce un aumento de la flexibilidad
debido a al agujero [7]. Esta diferencia aumenta a medida
que aumenta la velocidad de giro y es mas notable a partir
de la segunda frecuencia natural.
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Figura 7. Cuatro primeras frecuencias naturales de la
viga intacta y con agujero en funcion de la velocidad de
giro.

5. CONCLUSIONES

En este estudio se ha analizado el comportamiento
vibratorio de vigas giratorias dafiadas y sin dafar de
material compuesto que representan palas de
aerogeneradores fabricadas con estructuras sandwich que
combinan pieles de CFRPs y nticleo honeycomb en
funcion la velocidad de rotacion. Se ha desarrollado un
modelo numérico tridimensional dindmico de una viga
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séndwich que gira a distintas velocidades de rotacion y
se han obtenido las frecuencias naturales de la viga con y
sin defecto aplicando la FFT a las aceleraciones
calculadas por el modelo.

Se puede concluir que las frecuencias naturales aumentan
a medida que aumenta la velocidad de giro y que la
presencia del defecto hace disminuir el valor de la
frecuencia. A medida que aumenta la velocidad de giro
aumenta la diferencia entre el valor de la frecuencia de la
viga dafnada y sin dafar.
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ABSTRACT

The application of numerical methods in engineering allows us to carry out what we can consider virtual tests. In this
project, the aim is to develop the methodology for predicting fracture in welded joints of metallic elements by means of
a digital model that mirrors the real fracture process. The main objective is to develop an integrated programme capable
of predicting the fracture conditions of a structural element in which a welding process has been carried out as a function
of the conditions of this process and the mechanical and thermal properties of the material. The modelling consisted of
applying the finite element method, considering thermal-mechanical coupling, obtaining as outputs of this process the
thermal cycle at each point of the structural element and the residual stresses that appear due to the non-homogeneity of
the heating induced by the electrode. Subsequently, numerical modelling of the fracture process of the welded joint was
developed considering that the structural element analysed is located in an environment with high concentrations of
hydrogen, which constitutes an aggressive medium that modifies the fracture behaviour of the material.

KEYWORDS: Residual stress, Phase field, Weld joint, Hydrogen

RESUMEN

La aplicacion de los métodos numéricos en ingenieria permite la realizacion de lo que podemos considerar ensayos
virtuales. En este proyecto, se pretende desarrollar la metodologia para predecir la fractura en uniones soldadas de
elementos metalicos por medio de un modelo digital que sea espejo del proceso de rotura real. El objetivo principal es
desarrollar un programa integrado capaz de predecir las condiciones de fractura de un elemento estructural en el que se
haya llevado a cabo un proceso de soldadura en funcion de las condiciones de dicho proceso y de las propiedades
mecanicas y térmicas del material. La modelizacion consistio en la aplicacion del método de los elementos finitos,
considerando acoplamiento térmico-mecanico, obteniendo como salidas de este proceso el ciclo térmico en cada punto
del elemento estructural y las tensiones residuales que aparecen debido a la no homogeneidad del calentamiento inducido
por el electrodo. Posteriormente, se realizo la modelizacion numérica del proceso de fractura de la union soldada
considerando que el elemento estructural analizado se encuentra en un entorno con altas concentraciones de hidrogeno,
lo cual constituye un medio agresivo que modifica el comportamiento a fractura del material.

PALABRAS CLAVE: Tensiones residuales, Phase field, Soldadura, Hidrégeno

1. INTRODUCCION estructurales sin necesidad de llevar a cabo ensayos

reales, con el correspondiente ahorro econémico. En este
La aplicacion de los métodos numéricos en ingenieria documento, se pretende desarrollar la metodologia para
permite la realizacion de lo que podemos considerar predecir la fractura en uniones soldadas de elementos de
ensayos virtuales. Esto es, la simulacion numérica con acero por medio de un modelo digital que sea espejo del
una base fisica rigurosa de los fendmenos implicados en proceso de rotura real. Las uniones soldadas y sus
los procesos de fractura de los materiales y permite correspondientes reparaciones, en caso de ser necesarias,
determinar la forma y carga de rotura de elementos son fundamentales en la fabricacion de todo tipo de
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estructuras y elementos estructurales. El proceso de
soldeo introduce una serie de modificaciones en el
comportamiento del material y del elemento estructural
que es necesario tener en cuenta a la hora de determinar
su resistencia a fractura. Puesto que todos los puntos del
elemento sobre el que se lleva a cabo el soldeo no sufren
los mismos ciclos térmicos, estas propiedades pasan a ser
no homogéneas, variando de un punto a otro. Ademas,
las tensiones residuales producen tracciones previas en
determinadas partes del elemento que las hacen mas
susceptible a la fractura. En este estudio, tal y como se
detallara mas adelante, se pretende modelizar
numéricamente los mencionados procesos para poder
determinar las condiciones de rotura de un elemento
estructural en el que existe una soldadura en un medio
agresivo con altas concentraciones de hidrogeno.

2. SIMULACION NUMERICA DEL PROCESO DE
SOLDADURA

En el presente trabajo, se ha utilizado el método de los
elementos finitos mediante una implementacion termo-
mecanica para poder simular el proceso de soldadura.
Para ello, se ha utilizado un complemento de Abaqus
llamado AWI (Abaqus Welding Interface) el cual,
proporciona una interfaz grafica de usuario para
configurar la simulacion del proceso soldadura desde
Abaqus/CAE, es decir, para configurar la generacion de
las propiedades de transferencia de calor que ocurren en
el proceso de soldadura por electrodo.

La geometria del modelo analizado esta descrita en la
figura 1 y cumple con las especificaciones propuestas
para la tuberia analizada [1]. El material utilizado es un
acero de bajo contenido en carbono SA-516 y sus
propiedades han sido obtenidas desde ASME segtin se
describe en [2].

12mm

60°

Material Base 2mm J

Figura 1. Dimensiones segun normativa [1] de la
soldadura analizada.

2.1. Modelo termico.

El primer paso que realiza el modelo es utilizar la
interacion de Abaqus *MODEL CHANGE* para borrar
todos los cordones de la soldadura. A continuacion, cada
corddn se activa secuencialmente en el modelo siguiendo
los siguientes steps: aplicar electrodo, mantener
electrodo, pausar electrodo y depositar material y, por
ultimo, enfriamiento.
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Ademas, se han tenido en cuenta a lo largo de toda la
simulacién las pérdidas de calor por conveccion y
radiacion. La pérdida de calor por conveccidon (q.) se
implementd dentro del modelo mediante la siguiente
expresion:

qc = h(Ts - Tamb) (1)

donde h es el coeficiente de transmision térmica de las
superficies en contacto con el aire en nuestro modelo y
de valor 25 W /m?K, T, es la temperatura local de cada
nodo de las superficies que sufren conveccion y Ty, la
temperatura ambiente (21°C). La pérdida de calor por
radiacion fue implementada segin la ley de Stefan-
Boltzman:

ar = &00((Ts = 273)* = (T, = 273)")  (2)

donde ¢ es la emisidad con valor 0.8 y g, es la constante
de constante de Stefan-Boltzmann de valor 5.67 X
1078 (W/m? K*) . La malla del modelo térmico de
elementos finitos consta de 10960 elementos tipo
DC2D4, con 4 puntos de integracion, tal y como se puede
observar en la figura 2.

Figura 2. Malla del modelo 2D utilizado para las

simulaciones.

2.2. Modelo mecanico

En el modelo mecanico se utiliz6 una malla equivalente
al modelo térmico, pero con diferentes propiedades. Se
utilizaron elementos CPE4, con 4 puntos de integracion.
Para calcular las tensiones, este modelo utiliza el historial
térmico de cada elemento del modelo térmico como
entrada. Considerando, ademads, la variacion de las
propiedades mecénicas con la temperatura tales como el
modulo de Young, el limite elastico y el coeficiente de
expansion térmica el modelo calcula las tensiones
desacoplando el tensor de deformaciones de la siguiente
manera:

Ae = Ag® + AgP + At 3)
En el término derecho de la ecuacion (3), los
componentes son respectivamente el incremento de
elastica, el incremento de deformacion plastica ,que en
nuestro caso sigue una ley de endurecimiento lineal con
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un coeficiente de endurecimiento H,, = 182 MPa, y por
ultimo, el incremento de deformaciones debido a los
gradientes de temperatura que sigue la siguiente
expresion:

A&t = q(T)AT: I 4)

donde a(T) es el coeficiente de expansion térmica y AT
es la diferencia de temperatura existente entre puntos de
integracion adyacentes de la malla.

2.3. Resultados.

En la figura 3 se puede observar la distribucion de
tensiones residuales y deformaciones plasticas al
finalizar el proceso de soldadura tras un enfriamiento del
modelo hasta la temperatura ambiente de 21°C.
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Figura 3. Perfil de tensiones residuales (a) y
deformaciones plasticas (b) tras simular el proceso de
soldadura.

3. MODELO NUMERICO PHASE FIELD
ACOPLADO

A continuacion, describiremos la metodologia propuesta
para desarrollar un modelo numérico phase field
acoplado, que sea capaz de reproducir el fallo de un
material elasto-plastico considerando la fragilizacion por
hidrogeno. Para ello, en primer lugar, se describira el
modelo phase field, mas tarde el modelo de difusion de
hidrégeno y por ultimo la implementacion acoplada del
modelo general.

3.1. Modelo de fractura phase field en solidos elasto-
plasticos.

El modelo de fractura phase field se desarrolld basandose
en la teoria de fractura de Griffith [3], que establece que
la grieta I' solo crece si la energia total del sistema
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permanece constante o disminuye. Para evitar los
problemas de discontinuidad en la propagacion de la
grieta, la superficie de fractura se aproxima mediante una
variable de campo de fase ¢p (0 < ¢ < 1). El valor de este
campo de fase ¢ o variable phase field, es igual a 0 para
un estado completamente intacto del material y es igual a
1 para un estado completamente roto. La energia de
fractura de un sélido Q puede aproximarse segun [4], de
la siguiente manera:

f G.dl' = i[l§V<].'>V¢> + ¢$?]dQ (5)
r r 2l

donde G, es la energia critica de fractura yl. un
parametro de escala cuyo valor es representativo del
tamafio de la grieta. La energia potencial total
almacenada en un sélido elasto-plastico puede definirse
de la misma manera que [5]:

1 1.
- :f (1 - ¢)? (—se:6+—hy2 +&yy) a0 +
A 2 2

+f b-udn—f t-ud 90 (6)
Q QS

donde t es la traccidon externa que sufre el solido en su
superficie externa dQ°. Los dos tltimos términos de la
ecuacion (6) representan el trabajo realizado por las
fuerzas externas. El primer término es la energia
almacenada en las deformaciones plasticas y elasticas,
donde "'="" representa el valor efectivo (sin dafar) en la
mecénica del medio continuo. @, hy 6, se denominan
tensor de tension efectiva (no danada), modulo de
endurecimiento efectivo 'y limite elastico,
respectivamente. Ademas, ¥ es la deformacion plastica
acumulada en el solido y la relacion entre las tensiones
efectivas y nominales (dafiadas) se puede observar en la
ecuacion (7):

o(¢)=Q1-¢)c (7)
Las ecuaciones de gobierno para un solido elasto-plastico
dafiado, han sido derivadas seglin [5] con el objetivo
principal de poder obtener como variables de estado de
nuestro problema (u,y,p). Para simplificar el
tratamiento de las ecuaciones que gobiernan la evolucion
de dichas variables de estado se define una variable
adicional denominada H, cuya expresion cumple las
condiciones de Karush-Kuhn-Tucker (condiciones KKT)
expresadas en [6]:

1 1.
H = max,e[o (E £ a’) + Ehy2 + 6,y (8)

Aplicando el teorema de la divergencia a (6) y
considerando (8), el problema phase field para sélidos
elasto-plasticos se puede expresar de la siguiente manera:

V1-¢)26-b=0

G, (ﬂ - lCV2¢>) —2(1—-¢)H=0 9)

Le



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

donde la primera ecuacion representa el equilibrio
mecanico y la segunda ecuacion expresa la evolucion de
la variable phase field. La implementacion de este
modelo se realizd mediante el método de los elementos
finitos y a través de una analogia térmica del mismo
modo que [6]. De este modo, la relacion entre variables
térmicas y de dafio se resume en la tabla 1:

Transferencia Analogia térmica phase field
de calor
oT ¢
pey e+ U =0 () =209 - GlT) =0
. aT ¢
U =pCp =T GC (-)-2(1-(1))1‘1
at le
Grado de Grado de libertad: ¢
libertad: T
Flujo térmico: J Flujo phase field: =G .l .V¢
Capacidad
e 1
calorifica: ¢,
Densidad : p 1

Tabla 1. Analogia térmica entre transferencia de calor
y phase field.

La implementacién numérica ha sido llevada a cabo a
través de una subrutina usuario del programa comercial
de elementos finitos Abaqus denominada UMATHT.

3.2. Modelo de difusion de hidrogeno.

El modelo desarrollado para implementar
numéricamente la difusion de hidrégeno, es un modelo
multitrampa. Pese a que en el modelo la concentracion de
hidrégeno es la variable buscada, la fuerza
termodindmica que rige la difusion de hidréogeno es el
gradiente de potencial quimico Vu. El flujo de masa se
relaciona a través de los coeficientes de Onsager L;;, que
denotan la accién de la fuerza j sobre el componente i,
donde el signo negativo indica que los atomos de
hidrégeno, es decir el flujo de hidrégeno J;, se produce
desde regiones con un alto potenical quimico hacia
regiones con menor potencial:

n
Ji= _z Lij Vi,
j=1

Considerando que la difusion de hidrégeno entre trampas
es nula [7], Dyr =0, se ha desarrollado un modelo
generalizado que tiene en cuenta tanto la difusion a través
de la red como la cantidad de hidrégeno localizado en las
trampas. De esta manera, solamente se considera que
existe flujo de hidrogeno a travésdelared: J =, y

u = u;. El coeficiente de Onsager esta relacionado con
la ecuacion de difusion de Einstein del siguiente modo:

(10)

D
—C

RT (11

Ly =

donde D es el coeficiente de difusion en la red. Por otro
lado, el potencial quimico puede definirse segun (12):
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6,

1_0L

u=u’+RTIn — Vyoy (12)

donde p° es el potencial quimico en un estado estandar,
Vy es el volumen parcial molar de hidrogeno en una
solucion solida , oy la tension hidrostatica y 8, la
fraccion de ocupacion de red (0 < 8, < 1) .Sustituyendo
(11) y (12) en (10) se obtiene:

" (VCL VNL)+ D v 13)
] - (1 - HL) CL NL RT Lo O-H (
La ecuacion (13) puede simplificarse teniendo en cuenta
que la concentracion en los lugares intersticiales se suele
considerar constante VN; = 0. Por ello:

D _
] = _DVCL + ﬁCLVHVO—H (14‘)

Los flujos de hidrogeno son debidos a gradientes de
potencial quimico y las concentraciones de hidrogeno
estan relacionadas a través del requisito de conservacion
de masa. Asi, en un volumen V de superficie S y normal
n:

d
—f CdV—i—f JndS=0  (15)
dt ), B

Considerando la concentracion total de hidrégeno como
C=Cr+C;, donde C; es la concentracion en las
trampas y C; la concentracion en la red, la formulacion
fuerte se puede obtener aplicando el teorema de
divergencia a (15):

ataw =" (16)
Sustituyendo (14), se obtiene:
W W =DV CL - WV(CLVUH) (17)

Usando el equilibrio de Oriani segin [8], se puede
obtener el siguiente coeficiente de difusion efectivo:

C,
D,=D : : (18)
¢ c,+3:cP(1-60)

definiendo 9?) como la ocupacion en la trampa-i. De este
modo, la ecuacion de transporte de hidrégeno es la
siguiente:

D ac, . (DVy
Vi, — V| CLVoy (19)

——==D
D, ot

Por otra parte, con el objetivo de incluir en nuestro
modelo la cantidad de hidrogeno que queda almacenado
en las trampas se ha considerado el esquema propuesto
por [9]. Dicho esquema propone que la cantidad de
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trampas estd relacionada con la deformaciéon plastica
segun (20). Esta dependencia, trata de reproducir el
aumento de la densidad de dislocaciones en la
microestructura del metal a medida que este se deforma
en régimen plastico:

Ny = 1023.26—2.336xp(—5.58p) trampas]

3 (20)

La implementacion del modelo de difusion de hidrogeno
se realizd mediante una analogia térmica de la misma
manera que la explicada en el apartado 3.1 de este
documento. En la tabla 2 se pueden observar las
relaciones térmicas. Por otra parte, la implementacion del
problema de difusion de masa fue resuelta en una
subrutina UMATHT de Abaqus.

Analogia térmica para

Transferencia de calor ir ez L
difusién de hidrégeno

oT ac
pcpa+v1=0 E+V]=O
L 9C_ 0(Cr+Cy)
=Pt ot at

Grado delibertad : T Grado de libertad: C,
Flujo térmico: J Flujo de Hidrégeno: J
Capacidad calorifica: ¢, 1
Densidad : p 1
Tabla 2. Analogia térmica entre transferencia de calor
y difusion de masa.

3.3. Modelo general acoplado.

Los problemas de difusion de hidrégeno, deformacion
plastica y fractura phase field estan débilmente
acoplados. En primer lugar, la deformacién mecénica
afecta a la difusion de hidrogeno a través de la
dependencia del potencial quimico de la tension de
hidrostatica. A su vez, las tensiones hidrostaticas se vez
reducidas a través de la funcién de degradacion del
problema phase field (o(¢p) = (1 —¢)?6) .Y por
ultimo, el transporte de hidrogeno afecta a la resistencia
a fractura tal y como se muestra en [10]. Asi pues, el
sistema global de ecuaciones que define todos los
procesos fisicos de nuestro modelo acoplado se puede
observar a continuacion:

V(1-¢)26—b=0

G.(0) (2 - zcv2¢>) —2(1—@)H =0
Le (21)
D ac,

= DV3C, —V DVHCV (@)
\D, e ~ 77 gr Vo (®

La energia de fractura se ve reducida por la concentracion
de hidrogeno a través de la variable 6 que depende de la
concentracion de hidrogeno segiin la ley exponencial
mostrada en [10]. De este modo, la fragilizaciéon por
hidrogeno se puede representar a través de la siguiente
expresion:
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Ge(6) = G.(0)(1 — x0)

donde G.(0) es la energia de fractura del material en
ausencia de hidrégeno y y es una parametro de dafio
estimado por [11] para los aceros y cuyo valor es y=0.89.

(22)

La implementacion numérica del modelo acoplado se ha
resuelto mediante el método de los elementos finitos. Los
valores nodales de los desplazamientos, phase field y
concentracion de hidrégeno se interpolan de la siguiente

manera.
m
u=zmu ZN@ C= ZNC 23)
i=1 i=1

donde m es el numero de nodos y N; las funciones de
forma. En consecuencia, los gradientes espaciales de las
variables descritas en (23) pueden calcularse de la
siguiente manera:

m m m
ZZB:LU.L ,V¢ ZZBi¢i 'VC:zBiCi (24‘)
i=1 i=1 i=1

En (24), B; son vectores con las derivadas espaciales de
las funciones de forma y B} son las matrices estandar de
deformacion-desplazamiento. Resolviendo el problema
general mediante una parametrizacion temporal del
mismo modo que [10], y con un esquema incremental
iterativo en conjunciéon con el método de Newton-
Rapshon, se obtiene el sistema de ecuaciones linealizado
del modelo acoplado:

K* 0 0 0 O
[0 K? 00 olH [r¢l (25)
0 0 KC 0 0 M

donde, K%*, K% y K¢ son las matrices de rigidez

consistentes, M la matriz de capacidad de hidrogeno y
¥, 1% y ¢ son los residuos de cada una de las variables
que se pretende calcular segtin [10].

3.4. Resultados.

En la figura 4, se puede observar el esquema de
integracion llevado a cabo para la implementacion del
modelo general acoplado.

Element level

P—
Integration point level
UMAT
2 H
(€P), o(g §) (H),
1(VUH)t+At— C(g ) <—(¢)t+ml T
| u u K 0 0 r
(4:) =<¢>—10 K 0 (r’f)
UMATHT (C) (Go(0))rnt UMATHT (¢) Cleae e Lo 0 k€ \s€
U (g,C) Ués,éb)
q(C,Vay) q(V, G.(6))
Build: K%, K%, K, 74,179,175,

Figura 4. Esquema de integracion numérica del modelo
acoplado.
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La aplicacion del modelo se realizé analizando una
tuberia soldada. A la hora de realizar la simulacion, las
tensiones residuales y deformaciones plasticas mostradas
en la figura 3 se consideraron como condiciones iniciales
del problema. Por otro lado, en la figura 5 se muestran las
condiciones de contorno del modelo, donde P =
100 MPa representa la presion interna de hidrogeno. La
tuberia tiene un radio r = 457 mm y un espesor t =
12 mm. Por otra parte, las propiedades mecanicas
consideradas para el acero SA 516 a temperatura
ambiente han sido: E = 21840 MPa, v=0.3, H, =
182 MPa y g, = 353 MPa. El coeficiente de difusion
de red considerado ha sido D = 0.01271 mm?/s y la
energia critica de fractura en ausencia de hidrogeno del
material base es G.(0) = 2.1 N/mm.

r N r
P = - 7/ = P =
\

HITTTTTHHTHTTTT“HTTHHIHHHHH

@) @) &) &) P @ @G G @

Figura 5. Elemento estructural analizado.

En la figura 6, se muestra la representacion grafica de la
variable phase field, que define la trayectoria de la grieta
una vez se ha producido el fallo en el modelo
considerando la fragilizacion causada por la distribucion
de hidrégeno y las tensiones residuales generadas en el
proceso de soldadura.

+1.000e+00
+9.167e-01
+8.333e-01
+7.500e-01
+6.667e-01
+5.833e-01
+5.000e-01
+4.167e-01
+3.333e-01
+2.500e-01
+1.667e-01
+8.333e-02
+0.000e+00

Figura 6. Trayectoria de la grieta representada por la
variable phase field (¢).

4. CONCLUSIONES

Se ha desarrollado un modelo numérico capaz de
reproducir fielmente el proceso de soldadura por
electrodo. Dicho modelo, es capaz de calcular de una
manera fiable las tensiones residuales generadas en el
proceso y, ademas, los ciclos térmicos en cada zona de la
soldadura. Asi mismo, se ha proporcionado una
implementacion robusta del método phase field,
considerando deformaciones plasticas y fragilizacidén por
hidrogeno. Finalmente, se ha aplicado dicho modelo al
analisis de una tuberia que ha sufrido un proceso de
soldadura y esta destinada al transporte de hidrégeno.
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RESUMEN

Se han analizado diferentes métodos de modelado para investigar la tenacidad de fractura dindmica de dos aleaciones
metalicas tipicamente empleadas como placas de blindaje en aplicaciones de defensa. Estas se han caracterizado
mecéanicamente a diferentes velocidades de aplicacion de carga y temperaturas. Se ha llevado a cabo una extensa campafia
experimental con probetas prefisuradas estandar de flexion sometida a cargas cuasiestaticas, intermedias y de alta
velocidad de deformacidn, e impulsivas para determinar la tenacidad de fractura dindmica de iniciacion. La fractura ductil
se ha simulado usando plasticidad porosa enriquecida con un analisis de bifurcacion que incluye una extension heuristica
para el comportamiento anisoétropo, mientras que en el caso de la fractura cuasi-fragil se ha utilizado un maédulo
independiente que calcula el factor de intensidad de tensiones analiticamente, evaluandose asi las capacidades predictivas
de las distintas propuestas.

PALABRAS CLAVE: Loading rate, ductile fracture, bifurcation, J-integral, dynamic fracture initiation toughness

ABSTRACT

Different modelling approaches have been analysed to investigate the dynamic fracture initiation toughness of two
metallic alloys typically employed as plate armour in defence applications. These have been mechanically characterised
at varying loading rates and temperatures. An extensive experimental campaign that comprises quasi-static, intermediate
and high strain rate, and impulsive loadings on single edge notch bending standard specimens has been carried out to
determine the dynamic fracture initiation toughness. Ductile fracture has been modelled with a bifurcation-enriched
porous plasticity that includes a heuristic extension for anisotropy, whereas a standalone module with an analytical
approach has been used in the case of the quasi-brittle fracture to compute the stress intensity factor. The predictive
capabilities of such approaches have been analysed and discussed always from the fracture initiation point of view.

KEYWORDS: Velocidad de carga, fractura dictil, bifurcacion, integral J, tenacidad de fractura dinamica de iniciacion

1. INTRODUCTION situ bifurcation analysis has been utilised as a fracture
initiation criterion. In the case of brittle fracture, where
To describe the fracture behaviour of either “defect-free” we deal with cracked solids and/or brittle materials, the
or cracked materials, properties such as the ductility or dynamic fracture-initiation toughness is an especially
fracture toughness have to be quantified and determined. important physical magnitude. Based on the J-integral an
In most metals, these are loading rate and temperature analytical standalone module has been developed to
dependent, playing a vital role in engineering calculate the dynamic stress intensity factor on pre-
applications where a dynamic event may occur such as cracked solids.
impact, blast or crashworthiness. Reliable, yet simple
models that incorporate these effects and are capable of Uniaxial tensile and single edge notch bending tests on
predicting the fracture initiation behaviour of metallic two materials, AA7017-T73 and Mars240 steel, have
alloys are highly sought after. been conducted at different strain rates and temperatures
to analyse the predictive capabilities of the afore-
Ductile fracture initiation in metals is typically associated mentioned approaches for ductile (bifurcation-enriched
with the void coalescence phenomenon. An alternative porous plasticity) and brittle fracture (dynamic J-
mathematical approach that includes a single-constant in- integral).
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2. MECHANICAL CHARACTERISATION
2.1. Uniaxial tensile tests

The experimental program included the testing of 1 mm
thick and 20 mm gauge length specimens under uniaxial
loading at three different strain rates and temperatures.
They were cut from a rolled plate by wire EDM in three
different directions: 0°, 45° and 90° with respect to the
rolling direction. The gauge section width of the Al7017-
T73 specimens was double of that in the Mars240
specimens, 5 mm, to obtain larger force readings while
testing in the Hopkinson bar setup, thus obtaining similar
force data resolution in both cases. All specimens were
spray painted with a random black and white speckle
pattern for subsequent digital image correlation (DIC)
analysis.

The experiments at low strain rates were carried out on a
MTS servo-hydraulic universal testing machine equipped
with a 250 kN load cell. They were conducted under
displacement-control with an actuator velocity of 10°
m/s, resulting in an average strain rate of 5x10* s over
the gauge section of the specimens. 2452x2054 px
resolution images were acquired at 2 fps with a digital
camera. The intermediate strain rate experiments were
conducted on the same hydraulic testing machine with an
actuator velocity of 0.01 m/s, resulting in an average
strain rate of 0.5 s™. A Phantom v7.3 high speed camera
was used to record 1000 fps at 800x600 px resolution.

The experiments at high strain rates were carried out on
a split Hopkinson pressure bar (SHPB) system equipped
with a load inversion device for tensile testing [1], in
which the history of the axial force acting on the output
bar-specimen interface was determined based on the

transmitted strain & [t] recordings as F[t]=AEg[t],

where E and A are the output bar elastic modulus and
its cross sectional area, respectively. For the
displacement measurements, the same high speed camera
was used to acquire 160000 fps with a resolution of
432%32 pX.

The DIC post-processing for all the experiments was
performed with the Vic2D commercial software
(Correlated Solutions) taking a virtual extensometer of
20 mm to determine the relative axial displacement.
Figure 1 (a) and (b) show the engineering stress-strain
curves at different strain rates for the aluminium alloy
and the steel respectively.

2.2. Single Edge Notch Bending tests

All the experiments were performed employing the
fatigue pre-cracked single edge-notched bend geometry,
following the ASTM E-399 standard. The specimens had
a width W (30 mm in the aluminium and 25 mm in the
steel), a support span S =4W , a thickness B =0.5W and

a crack length a=(0.45—-0.55)W . They were electro
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discharge machined from the same plate as that used to
extract the uniaxial tensile specimens. The largest
dimension and the fracture plane normal were aligned
with the rolling direction, while the expected direction of
crack propagation was coincident with the through-
thickness direction.

To determine the evolution of the dynamic fracture-
initiation toughness with the loading rate, the specimens
were tested under different loading rates employing a
servo-hydraulic universal testing machine, a modified
SHPB and an explosive load testing device. A strain
gauge bonded close to the tip of the fatigue crack of each
sample enabled associating the measured strain with the
load applied to each specimen getting rid of possible
inertial effects in the dynamic tests. With the force
histories from the calibrated gauges and the post-mortem
crack length of each specimen, the stress intensity factor
was calculated as,

K, [t]=F ] o 9 [aW] &

being the g[a/W] a function that solely depends on the

specimen’s geometry according to the ASTM E399
standard. The readers are referred to [2] for more details
on the calibration of the strain gauges and the
experimental setups. The stress intensity factor against
the crack mouth opening displacement (CMOD)
obtained from the load cell (grey line) and from the strain
gauge (grey dots) are shown in Figure 2 (a) for the
aluminium and in (b) for the steel. In a similar fashion,
stress intensity factor histories from representative SHPB
and blast tests are plotted in Figure 2 (c to f).

For a mode | stationary crack, the stress state near the
crack tip is described in terms of the stress intensity

factor, K [t]. The fracture initiation criterion can be

identified with the stress intensity factor reaching a
critical value at the time corresponding to onset of
fracture t, (marked with a vertical dashed vertical line

in Figure 2) as K, orK, =K, [t=t, ]. This latter

magnitude is generally considered as a material property,
and as such, it can be dependent on the loading rate and

the temperature, K, [ K,,T].

The fracture toughness K, (quasi-static) and dynamic
fracture-initiation toughness K, (high-rate) values,

estimated as explained previously, for the AA7017-T73
and Mars240 steel at different loading-rates are shown in
Figure 3 (a) and (b) respectively. As expected, the
modified SHPB and blast experiments gave more
scattered results, whereas the quasi-static experiments
revealed significantly lower variation. In the case high
loading-rate setups, the scatter comes as a consequence
of the experimental uncertainties of each particular
device [2]. The dynamic fracture-initiation toughness of
the AA7017-T73 suffered no variation with the loading
rate, whereas it increased for the Mars240 steel.
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Figure 1. Experimental and numerical engineering stress-strain curves at different strain rates for the AA7017 (a) and

Mars240 steel (b).

3. PLASTICITY

A vyield function that describes the Tvergaard modified
Gurson porous plasticity [3, 4], is chosen such that:

2

$= {creq_[c]] +2q, f cosh [&G—'I} —(1+ o f 2) )
oy 2 o,

where the o, isthe hardening of the matrix material, o,

is an equivalent stress that can define different yield
criteria, ¢, and g, are the so-called Tvergaard constants

and f isthe void volume fraction. We get the von Mises

yield function simply with o, [¢]= «Edev[c] :dev[s],
while the three-dimensional extension of the Y1d2000

criterion [5] can be obtained with o, [6] = G000 - The

reader is referred to [5] for a detailed definition of the
equivalent Y1d2000 stress, that contains the anisotropic
constants ¢, 4. An associated flow rule chosen, giving

the following form of the plastic strain rate tensor,
£ = 10¢/06 , where A is the plastic multiplier.

The work hardening is defined as a combination of three
terms that include strain hardening and a Johnson-Cook-
type [6] strain rate hardening and thermal softening as,

o, :{aA(po Y +(1—a)(o-0 +§Qi (1—e‘B"’)j}

el

being Aeg,n,0,Q,B,a the hardening law
parameters, C the strain rate multiplier, m the thermal
softening exponent, p the equivalent plastic strain,

P, =5-10" st the reference strain rate, T the
temperature and, T, =25 °C and T, the reference and
melting temperatures, respectively. The equivalent
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plastic strain rate is obtained from the work conjugation
as,

b= c: & A
(1-f)o, @
The evolution equation of the temperature is given by:
T=—£-0:¢" 5
C. (5)
where p is the mass density, C is the specific heat,

7=09 is the Taylor-Quinney coefficient and

0<w[p]<1 isafunction that allows transitioning from

isothermal to adiabatic conditions,

(p—p) (30, —2p—p,)
( pa - pi )3

in which p, = p, and p, are the limit strain rates of the

isothermal and adiabatic domains respectively. In the
simplest form possible, the wvoid volume fraction
evolution includes a strain-based continuous void
nucleation rate and the void growth rate,

f=Ap+(1-1)e:1 @)
where A, is considered as a material parameter that
controls the porosity nucleation rate.

o[p]- for p<p<p, (6)

The plasticity parameters were chosen as the standard
values from the literature, this is, g, =1.5 and g, =1.0

for the Tvergaard constants and a =8 for the Y1d2000
exponent typically used in FCC metals. The rest of the
matrix material constants (see Table 1) were identified by
setting both the initial porosity f, and A, to zero

through inverse modelling employing the LS-OPT
software package linked to ABAQUS/Explicit that
minimised the minimum square error between the
experimental and numerical engineering stress-strain
curves. The results, showing a very good agreement, are
depicted in dashed lines in Figure 1.
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4. DYNAMIC FRACTURE INITIATION
4.1. Bifurcation enriched porous plasticity

A bifurcation analysis of the localisation condition is
used as a fracture initiation criterion. This mathematical
framework, developed by [7], assumes that the
localisation of the material occurs in an infinitely narrow
planar band, which is defined with a unit normal n, that
has a priori an unknown orientation. Such condition
occurs when the deformation homogeneity is lost and the
solution stops being unique. Assuming plastic loading
inside and outside of the band, the rigorous condition for

bifurcation is given by det[A[n]]=0, where
A=n-C'-n+R isthe so-called acoustic tensor with,
2R=—"n®(n-6)+(n-6)®n+(n-6-n)l-6, (8)
and C' is the elastoplastic tangent operator from the
incremental elastoplastic constitutive equation 6 =C" : ¢

. The fracture initiation criterion can now be formulated
as a minimisation problem [8] where:

n® =argmin| det[ A[n]]] with det[A[n°ﬂ <0 (9)
The super-index ¢ indicates the critical orientation that
corresponds to the onset of localisation.
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Figure 2. Stress intensity vs. CMOD quasi-static curves (a, b) and stress intensity factor histories for the SHPB (c, d) and

explosive (g, f) tests.
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Table 1. Plasticity constants for both materials

Y1d2000 AA7017-T73 a a, a, a, a, a, a, o
0.86 1.07 0.90 1.04 1.03 0.97 1.05 1.22
Hardening AA7017-T73 o, [MPa] Q,[MPa] B, Q, [MPa] B,
430 32 633 123.5 14.1
a C m p, [s1] T, [°C]
0.0 0.002 1.0 3.0 635
Hardening Mars240 A[MPa] P, n o, [MPa] Q,[MPa] B,
3115.8 1.17-10* 0.094 1600 68.2 225
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Figure 3. Dynamic fracture initiation toughness vs. loading rate for the AA7017-T73 (a) and the Mars240 steel (b).

4.2. Dynamic J-integral

For a two dimensional solid, the mode | dynamic stress
intensity factor can be obtained from the following
expression assuming plane strain conditions,

<=9

(10)

For a stationary crack oriented perpendicularly to the axis
e, in a global frame (e,,e, ), the dynamic J-integral can

be reduced to,

J[t]=_[(w+k)dx2—(c-n)~§—:ds (11)

where T is the path of a generic contour characterised by
a unitary outward normal vector n, w=3}o:¢e and
k=3pu-u are the strain and kinetic energy densities
respectively. The components of the displacement
gradient tensor J, J; = 0u, /dx; , are calculated from the
deformation gradient F as J=F—1. For quasi-static
cases, as k=0, one recovers the classical J-integral
definition by Rice [9]. In a close analogy to the
experiments, the fracture criterion is defined as
K or Ky =K, [t=t,].
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5. NUMERICAL SIMULATIONS

All the numerical simulations were carried with
ABAQUS/Explicit finite element solver, in which the
plasticity models were implemented as user material
subroutines (VUMAT). The geometries were discretised
with 8-node linear elements with reduced integration and
hourglass control. The in-plane element size in the areas
of interest, i.e. in the necking area or close to the crack
tip, was 0.1x0.1 mm?.

5.1. Ductile fracture

Finite element simulations of the uniaxial tensile tests
were carried out with the bifurcation-enriched porous
plasticity, where the initial void volume fraction f, was

set to zero, being A a material constant that was
uniquely determined from a single test. The values of
such parameter were determined only with the quasi-
static tests, A =0.07 for the AA7017-T73 and
A, =0.06 for the Mars240 steel. The bifurcation, and

thus the fracture initiation was identified with a black dot
in the solid curves shown in Figure 1. The fracture strain
was, for most cases, reasonably predicted, more so for a
model with a single constant (see Figure 1).
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5.2. Brittle fracture

The J-integral was computed in a standalone python
programme after extracting the necessary data from the
finite  element simulations. The  coordinates,
displacements and velocities were directly obtained from
the nodes belonging to the arbitrary contour paths
surrounding the crack, while the strain, stress and
deformation gradient tensors were averaged from the
integration point values extrapolated to such nodes using
the linear shape functions of the elements.

The stress intensity factor histories computed from the
nodes located in the width midplane of the finite element
models are plotted in black lines in Figure 2. The dashed
lines are the histories computed with the same approach
as that used in the experiments, this is, calibrating a strain
gauge located on the surface of the specimen close to the
crack tip.

The fracture toughness and the dynamic fracture
initiation toughness are depicted with black hollow
circles in both Figure 2 and Figure 3. The former shows
a comparison of the simulations with representative
experiments, whereas the latter contains all the
experimental and numerical data against the loading rate.
Both fracture toughness and the dynamic fracture
initiation toughness the are in good agreement with the
experimental results.

6. CONCLUDING REMARKS

A simple, yet effective fracture initiation criteria for both
ductile and brittle fracture have been numerically
implemented to analyse their predictive capabilities.

A bifurcation-enriched porous plasticity model has been
implemented in a commercial finite element software.
The bifurcation condition, used as an alternative to void
coalescence, has been employed as a fracture initiation
criterion. The predictions of the finite element
simulations of uniaxial tensile specimens at different
loading rates and temperatures showed that using a single
constant, reasonable agreement with the experiments
could be achieved.

A standalone programme has been developed to compute
the dynamic two-dimensional J-integral of arbitrary
contour paths enclosing planar cracks. The programme
has been used to extract the stress intensity factor
histories from the centre of end notch fracture specimens
tested at different loading rates. The fracture criteria,
heavily reliant on the time to fracture, showed good
agreement with the experimental data.
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RESUMEN

El vidrio es ampliamente utilizado en aplicaciones estructurales, estando presente en sectores como el sector de la
automocion o el sector de la construccion. EI comportamiento estructural del vidrio depende principalmente de la calidad
superficial, dado que la apertura o propagacion de grietas superficiales reduce drasticamente su resistencia. Por esta razon,
el temple es una practica comln para poder emplear el vidrio como material estructural. Las técnicas de temple resultan
en robos de calor no-uniformes en la superficie, lo cual genera tensiones residuales no-homogéneas, que influyen de
manera directa en el comportamiento estructural. Por lo tanto, este trabajo presenta una metodologia numérica para
predecir el comportamiento en servicio de placas de vidrio sometidas a flexidn teniendo en cuenta las tensiones residuales
generadas durante el temple. A tal objeto, se propone un modelo basado en la interaccién fluido-estructura para considerar
la influencia de enfriamientos no uniformes en la generacion de tensiones residuales durante el proceso de temple. Del
mismo modo, se presenta un modelo estadistico-numérico para predecir la fractura de componentes estructurales de vidrio
sometidos a cargas de flexion. Para ello, se ha realizado una evaluacion estadistica basada en el modelo local generalizado.
Los resultados obtenidos han sido acordes con lo observado experimentalmente.

PALABRAS CLAVE: Interaccion fluido-estructura, Modelo local generalizado, Disefio probabilistico de fallo, Vidrio
templado, Tensiones residuales

ABSTRACT

The use of glass covers a wide range of structural applications, such as in the construction or the automotive sectors.
Owning to its brittle behaviour, the tensile strength of glass is limited because of the existence of surface flaws. Thus, the
glass strength is highly influenced by the surface damage. For this reason, glass is most often heat treated before using it
as a structural material. The current tempering techniques lead to non-uniform cooling distributions on the surface causing
residual stress inhomogeneities, which have a direct impact on the structural features of heat treated components. This
work therefore presents a novel numerical methodology to predict the in-service behaviour of glass plates subjected to
bending loads considering the residual stresses developed during the glass cooling process. To do so, a fluid-structure
interaction numerical methodology to calculate the non-uniform residual stresses developed during the tempering process
is presented. Similarly, a probabilistic-numerical model based on the generalised local model to address both, the residual
stress pattern and the statistic nature of glass strength is proposed. The obtained results came into agreement with the
performed experimental tests.

KEYWORDS: Fluid-structure interaction, Generalised local model, Probabilistic fracture design, Tempered glass,
Residual stresses

1. INTRODUCCION residuales en el componente y de la presencia de
microgrietas en la superficie.
Las cualidades mecanicas, épticas y quimicas del vidrio

han provocado un aumento de su uso como material Generalmente, el temple es el tratamiento térmico
estructural, tal y como se puede observar en sectores aplicado para aumentar su resistencia mediante la
como la construccidn, envasado o el sector automocion. generacion de tensiones residuales compresivas en la
Sin embargo, el vidrio presenta un comportamiento fragil superficie. Este tratamiento consiste en calentar el
y su resistencia muestra una gran influencia del estado componente de vidrio en torno a 600-650 °C y enfriarlo
tensional y superficial, es decir, de las tensiones rapidamente mediante jets de aire. La magnitud de las

tensiones depende de la temperatura de inicio de temple
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y de la velocidad de enfriamiento. Del mismo modo, la
distribucion espacial de los jets tiene un impacto directo
en la generacion de tensiones, ya que puede provocar una
refrigeracion no homogénea sobre la superficie. Por
consiguiente, se considera clave el desarrollo de una
metodologia basada en simulaciéon numérica para
comprender y predecir la generacion de tensiones
residuales no uniformes en componentes de vidrio.

En cuanto a la influencia del estado de la superficie en la
resistencia del vidrio, existen diversas técnicas para
abordar el problema. Por una parte, es posible encontrar
guias o0 normas de disefio que basan sus calculos en
tensiones admisibles o factores de seguridad [1]. Por otra
parte, el empleo de modelos numéricos basados en el
Meétodo de los Elementos Finitos (MEF) o el Método de
los Elementos Finitos Extendidos (XFEM) para
modelizar los defectos superficiales puede resultar
inviable si se ha de tener en cuenta toda la poblacion de
defectos microscépicos en la superficie. Asi pues, las
evaluaciones probabilisticas de la resistencia del vidrio
son consideradas el método méas adecuado para tener en
cuenta la distribucion aleatoria de microgrietas en la
superficie [2]. En este contexto, la distribucién de
Weibull es el modelo estadistico més utilizado para
representar la resistencia a la fractura de materiales
fragiles [3]. Sin embargo, algunos trabajos han realizado
evaluaciones estadisticas directas de vidrios recocidos y
templados, siendo los resultados obtenidos Unicamente
representativos para la geometria especifica o el tipo de
carga analizada en la investigacién [4]. Teniendo en
cuenta que los programas experimentales a gran escala
son esenciales para obtener funciones de distribucion
acumulativas fidedignas, analizar la influencia de
diversos estados tensionales aumenta significativamente
el esfuerzo total requerido en el laboratorio.

Por tanto, este trabajo presenta una metodologia basada
en la caracterizacion de vidrio recocido para evaluar el
fallo de componentes de vidrio pretensados,
considerando tanto el patrén no uniforme de tensiones
residuales como la naturaleza estadistica de la resistencia
del vidrio. Este enfoque se basa en el hecho de que la
estructura amorfa del material permanece inalterada, ya
que, en este caso, la aplicacion del tratamiento térmico
no implica fenémenos de transformacion de fase. En
consecuencia, el material intrinseco permanece
inalterado, independientemente del estado tensional del
vidrio empleado.

2. CASOS DE ESTUDIO Y METODOLOGIA
EXPERIMENTAL

Las muestran utilizadas durante esta investigacion
corresponden a placas de vidrio sodocélcico (90 x 90 x 4
mm), cuyas superficies no han sido alteradas, y, por
tanto, las condiciones superficiales no difieren entre
ellas.

En este estudio se propone el andlisis de tres estados
tensionales: vidrio recocido (AA), vidrio templado
simétricamente (ST), y vidrio templado asimétricamente
(AT). Del mismo modo, se han definido dos distancias
entre jet y placa para cada caso de temple; H/D =20 y
H/D = 40, donde H corresponde a la distancia entre el jet
y la placa y D al diametro del jet empleado. Teniendo en
cuenta que se emplea un Unico jet en cada lado de las
placas, los valores de H/D han sido definidos con el
objetivo de evitar concentracién de tensiones de
magnitudes elevadas en zonas localizadas de la
superficie. La Figura 1 muestra el sistema de
enfriamiento empleado para sostener las placas
verticalmente y de manera perpendicular a los jets de
aire.

Figura 1. Representacion esquematica de la unidad de temple
utilizada durante el programa experimental.

Inicialmente, las placas recibidas se encontraban
recocidas, por lo que se procedié a aplicar el tratamiento
térmico de temple en el laboratorio. Para ello, se utiliz6
un horno de radiacion NABERTHERM LH60/14, el cual
fue precalentado a 650 °C. Las muestras fueron
templadas de manera individual mediante jets DAG
PRESTO GOLD después de permanecer 10 minutos
dentro del horno. El didmetro de jet empleado ha sido de
3 mm. Durante el proceso de enfriamiento se realizaron
grabaciones con la camara termografica FLIRT1030Sc.
Finalmente, se hizo uso del polariscopio SCALP-05
producido por la compafiia GlasStress Ltd. para las
mediciones de tensiones residuales en las placas. Dichas
mediciones se han realizado a lo largo de la superficie
mediante una maquina por control numérico.

En cuanto a la caracterizacion mecanica, en el presente
estudio se proponen ensayos con anillos concéntricos. Se
empled una maquina MTS uniaxial con una célula de
carga de 15 kN y se defini6é una velocidad de carga de 2
MPa/s. Debido a que el comportamiento fragil del vidrio
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conlleva una gran dispersion en los resultados, de
acuerdo con las normas UNE-EN 1288-1 y UNE-EN
1288-5, se propone analizar un total de 30 muestras por
cada tipo de vidrio [5], [6]. Del mismo modo, se
monitoriza el desplazamiento vertical de las probetas
durante el ensayo mediante el equipo GOM ARAMIS
3D. La Tabla 1 sintetiza los ensayos planteados para cada
caso de estudio.

Tabla 1. Resumen del programa experimental.

Tipo de vidrio H [mm] H/D Probetas
AA - - 30
ST 60 20 30
ST 120 40 30
AT 60 20 30
AT 120 40 30
3. METODOLOGIA NUMERICO-

PROBABILISTICA BASADA EN SIMULACION
MULTIFISICA AVANZADA

La metodologia numérico-probabilistica que se propone
se basa en investigaciones previas realizadas por los
mismos autores de este trabajo [7]. Primero, la prediccion
de las tensiones residuales generadas durante el
tratamiento térmico se realiza mediante una metodologia
basada en la interaccion fluido-estructura o FSI (por sus
siglas en inglés). Acto seguido, se emplea el modelo local
generalizado (MLG), el cual permite deducir la funcion
de distribucion primaria de fallo (FDPF) asociada a un
criterio de fallo especifico en funcion de las
solicitaciones definidas, es decir, del caso de carga
analizado.

3.1. Prediccion de tensiones residuales no uniformes

La prediccion de las tensiones residuales generadas
durante el enfriamiento no-uniforme de las placas se ha
llevado a cabo mediante calculos FSI secuencialmente
acoplados. Por una parte, se emplea el programa
comercial Ansys Fluent, basado en la dindmica de fluidos
computacional, para la consideracion de los fenémenos
locales del flujo y poder calcular la extraccion de calor
no-uniforme sobre los componentes. La consiguiente
historia térmica es transferida a un primer modelo
estructural basado en el MEF haciendo uso del programa
comercial Abaqus FEA. Del mismo modo, se emplea una
subrutina para contemplar los fendémenos de
viscoelasticidad y relajacion estructural del vidrio
mediante el modelo de Narayanaswamy [8], [9]. De esta
manera, ha sido posible considerar el enfriamiento no
uniforme, tanto espacial como temporal, a la hora de
calcular las tensiones no uniformes generadas debido a la
influencia de los jets de aire.
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3.2. Modelizacion del desempefio

La distribucion de tensiones predicha es transferida a un
segundo modelo estructural basado en el MEF para
analizar y predecir su comportamiento estructural. Por
tanto, la distribucion de tensiones residuales obtenida en
el modelo FSI sirve como condicién inicial de este
calculo. El modelo se compone de un anillo soporte, una
cinta de caucho sobre el anillo soporte, la placa de vidrio
y el anillo de carga. EIl modelo consta de 54077
elementos hexaédricos, de los cuales 48600 se
encuentran en el ejemplar de vidrio. El célculo se divide
en dos pasos: el primero sirve de aproximacion hasta que
el anillo de carga entra en contacto con la muestra, y el
segundo reproduce la situacion de carga hasta alcanzar la
carga maxima alcanzada en la caracterizacion
experimental.

3.3. Generacién de la FDPF

Finalmente, se emplea el MLG propuesto por Mufiiz-
Calvente et al. para deducir la FDPF. Para ello, se lleva a
cabo un programa experimental para caracterizar la
resistencia Ultima del material. De esta manera, es posible
obtener los valores locales numéricos o pardmetros
generalizados (e.g: tension principal maxima) del
componente para las cargas Ultimas registradas durante
la caracterizacion experimental. La efectividad de la
FDPF, es decir, la transferibilidad de los resultados
depende de la seleccidn del parametro generalizado (GP)
y, por tanto, del correspondiente criterio de fallo. En la
presente investigacion, se analizan dos criterios de fallo:
el criterio de tension principal maxima, o,y el criterio

de acciones independientes (PIA), los cuales vienen
dados por las expresiones (1) y (2):

GP=0,=0 (1)

max ’

)(J/m) (2)

GP :(0'"]+0'7;+G|'n

Una vez se obtienen los valores locales de GP para cada
carga critica obtenida en la caracterizacion experimental,
se inicia un proceso iterativo para poder deducir la FDPF.
De esta manera, es posible calcular la probabilidad de
fallo, vaseq , la cual se basa en el modelo triparamétrico

de Weibull tal y como se muestra en la expresion (3):
Seq (Gp—zjﬂ
Sref 5

donde A en el parametro de localizacion, [ es el factor

©)

vaseq =1-exp l:—

de forma,y o es el factor de escala. EI modelo se define
por un parametro generalizado, GP, que caracteriza el
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comportamiento al fallo del componente cuando se aplica
de manera uniforme sobre un tamafio de referencia Seer.
Por Gltimo, el tamafio equivalente, Seq, define la longitud,
area o volumen de la probeta, que cuando es sometida al
valor maximo de GP muestra una misma probabilidad de
fallo que la del componente real al ser sometido a la
distribucion real de GP.

Como resultado del proceso iterativo, las FDPF
obtenidas en base a cada programa experimental se
comportan como una propiedad del material, siendo
independientes de las condiciones experimentales
empleadas durante la caracterizacion, como el tamafio o
forma de las muestras o el tipo de carga empleada. De
este modo, la FDPF garantiza la transferibilidad de los
resultados desde la caracterizacion experimental al
disefio de componentes estructurales reales, permitiendo
asi la evaluacion de la probabilidad de fallo y su
redimensionamiento si es necesario.

La Figura 2 muestra el planteamiento de la metodologia
propuesta para predecirla probabilidad de fallo de
componentes estructurales de vidrio teniendo en cuenta
la distribucién no homogénea de tensiones residuales
generadas durante el temple.

\ Modelo FST \
,,,,,,,, |

j J(IayVZ?t) ‘
Modelo estructural| |Programa
basado en MEF experimental: F ..

\/

‘Modelo local generalizado‘

Figura 2. Diagrama de flujo de la metodologia numérico-
probabilistica para predecir la probabilidad de fallo de
componentes estructurales de vidrio.

4. RESULTADOS

Esta seccion tiene como objetivo validar los resultados
obtenidos por la metodologia numérico-probabilistica.
Primero, se validan las predicciones de tensiones
residuales generadas durante el tratamiento térmico.
Después, se comparan los resultados numéricos y
experimentales del comportamiento en servicio de las
muestras, el cual consiste en ensayos de flexion de anillos
concentricos. Por Ultimo, se evalla estadisticamente el
fallo de los componentes. Para ello, se analiza la
influencia de dos criterios de fallo y se deducen las FDPF
de cada tipo de vidrio contemplado en este estudio: vidrio
recocido y vidrio templado bajo diferentes condiciones.
De esta manera, se calculan las probabilidades de fallo de
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cada tipo de vidrio, no solo en funcién de la FDPF
generada a partir de su propia caracterizacion
experimental, sino también en funcién a la FDPF
deducida en base a las caracterizaciones experimentales
de cada tipo de vidrio.

4.1. Céalculo de tensiones residuales

Las predicciones de las tensiones residuales de las placas
templadas simétrica y asimétricamente se comparan con
las mediciones experimentales realizadas mediante
SCALP-05. A continuacidon, se muestran las
distribuciones de tensiones en las superficies en las
cuales se ha provocado la rotura durante los ensayos de
anillos concéntricos, es decir, las superficies inferiores
sometidas a cargas tractivas durante el ensayo.

Los resultados se componen de: (i) las distribuciones de
tensiones residuales a lo largo de las direcciones x e y, las
cuales se cruzan por la mitad de la placa, (ii) de las bandas
de incertidumbre de los ensayos de repetitividad y (iii)
del dispositivo SCALP-05 (5%). Asi, laFigura 3 muestra
los resultados para las placas templadas simétricamente a
una distancia H/D = 20 y H/D = 40.

o
)
S

o
= 4 /
5 a4
[ 4
2. 70 ‘\\\ / 125 Y ,/
—_ .  J v
= W\ / T 7
% 90 ‘\‘\ \ 74 /// é 0 t “-\ :\ 77777 o
19 N\~ - > \\\'\\\ = = = alp
5110 NS 125 SO
5 Na~ 12 SHh
</ N
g N ;&\
& 130 25 o
95 125 0 125 25 2130 110 90 70 50

Tensi6n residual [MPa)

!
%)
<t

y/
4V

2 P
2\ 7 P
4 2.5 .
¥ 7 . 125 g
i Y 4

<
&
=]
=
= 70 . 5
£ B\ ¥4 g y // =% um
= NN 4 g 0 FIE [ S R R PR
o .\ P 72 = R \ exp
= LN = NS ——
= 90 L NP = SBN scalp
5 s 77 <D
2 N 125 SN
e AN
N
= N
-110 . -25
=25 -12.5 0 125 25 -110 -90 -70 -50

z [mm] Tensi6n residual [MPa]

(b)
Figura 3. Distribucion de tensiones a lo largo de los ejes x e y
para las placas templadas simétricamente: (a) H/D = 20y (b)
H/D = 40.

En el caso de temple simétrico a H/D = 20, los resultados
numéricos  concuerdan  con las  mediciones
experimentales, ya que generalmente se encuentran entre
las bandas experimentales que se han definido. Las
mayores diferencias se observan en las zonas secas de la
placa, es decir, las zonas donde la influencia del jet es
menor, y, por tanto, la extraccion calor disminuye. Esto
puede deberse a incertidumbres relacionadas con la
definicion de la temperatura inicial de temple en el
calculo, la cual tiene una influencia notable en la
generacion de tensiones residuales [10]. En cuanto al
caso de temple simétrico H/D = 40, las predicciones se
encuentran en el limite inferior de las bandas
experimentales. Estas diferencias pueden deberse a la
modelizacién de la turbulencia, ya que a medida que
aumenta el valor de H/D, la idoneidad del modelo de
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Figura 4. Probabilidad de fallo de las placas recocidas teniendo en cuenta la FDPF derivada de la
caracterizacion experimental de: (a) AA, (b) STHD20, (c) STHD40, (d) ATHD20, y () ATHDA40.

turbulencia empleado puede verse disminuida. En cuanto
a las placas templadas asimétricamente, se obtuvieron las
mismas conclusiones para las dos distancias analizadas,
H/D =20y H/D = 40.

4.2. Calculo de solicitacion en servicio

La validacion del comportamiento en servicio se ha
realizado mediante las mediciones de desplazamiento
vertical realizadas con el equipo GOM ARAMIS 3D.
Para ello, se realiz6 un anélisis de correlacién de
imagenes digitales en diferentes intervalos de tiempo, v,
por ende, para diferentes situaciones de carga a medida
que esta aumenta durante el ensayo. De esta manera, se
verificd que las diferencias entre los resultados
numéricos y mediciones experimentales eran menores a
10%.

4.3. Evaluacion estadistica individual

Una vez conseguidos los resultados numéricos del
instante de fallo de cada muestra, se emplea el MLG para
generar la FDPF de cada caso de estudio. La Tabla 2
muestra los parametros obtenidos en funcion de los dos
criterios de fallo propuestos en este estudio.

Tabla 2. Pardmetros de Weibull de cada caso de estudio en
base a los criterios PIA y tension principal maxima.

Tipo de PIA (0max)
vidrio yij A 0
AA 2(2) 42,9(351) 2,28 (2,1)
STHD20 34 (34)  42,1(339) 10,7 (10)
STHD40 2(2) 66 (537)  2,3(2,1)
ATHD20 3(3) 237(20,8) 9,1(8,4)
ATHD40  2,1(2) 69 (57) 1,7 (1,3)
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De este modo, tal y como se observa en la Figura 4, es
posible predecir el comportamiento en servicio de las
muestras recocidas basandose en los parametros
obtenidos a través de su propia caracterizacién
experimental y de las caracterizaciones experimentales
de las placas templadas bajo diferentes condiciones. Del
mismo modo, se muestran las predicciones en base al
criterio de fallo definido y los intervalos de confianza de
5% y 95%. En general, los resultados experimentales se
encuentran dentro de los intervalos de confianza y las
desviaciones son menores de 10%. Las desviaciones
aumentan hasta 15% cuando se utilizan los parametros de
placas templadas simétricamente a una distancia de H/D
= 40. Cabe destacar que un aumento en el nimero de
probetas conllevaria una mayor fiabilidad de las
predicciones. Por dltimo, ambos criterios de fallo
muestran una representatividad adecuada, ya que las
diferencias en las predicciones de cada uno son menores
a 1%.

Finalmente, se propone predecir el desempefio de placas
templadas considerando la FDPF derivada de la
caracterizacion experimental de placas recocidas (ver
Figura 5). Asi, se verifica la transferibilidad de las FDPF
entre componentes de vidrio que muestran diferentes
estados tensionales, y, por tanto, la posibilidad de
predecir el comportamiento en servicio de placas
templadas mediante la caracterizacion experimental de
placas recocidas. Por consiguiente, la FDPF no depende
del tratamiento térmico que se aplica a los componentes
de vidrio. Larazdn de este hecho se debe a la inexistencia
de transformaciones de fase durante el tratamiento
térmico debido a la estructura amorfa del vidrio. En
consecuencia, se verifica la versatilidad de Ia
metodologia propuesta para predecir el comportamiento
a fractura de componentes recocidos y templados. Este
hecho puede conllevar significativas reducciones en los
costes y tiempo de

produccion.
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Figura 5. Probabilidad de fallo de placas templadas teniendo
en cuenta la FDPF derivada de placas recocidas: (a)
STHD20, (b) STHD40, (c) ATHD20, y (d) ATHD40.

5. CONCLUSIONES

Las principales conclusiones de esta investigacién se
enumeran a continuacion:

e Se presenta una metodologia  numeérico-
probabilistica para evaluar la probabilidad de fallo
de placas de vidrio templado basdndose en la
caracterizacién experimental de placas recocidas.
El modelo considera el estado tensional de las
placas tras el tratamiento térmico.

e Se confirma la transferibilidad entre las funciones
cumulativas de fallo de las placas recocidas y las
placas templadas. Por ello, la FDPF generada es
independiente del estado tensional inicial de las
placas. Esto conlleva una reduccion del esfuerzo
que suponen  los  extensos  programas
experimentales para la caracterizacion a fractura de
componentes de vidrio.

e Los siguientes pasos se enfocan en analizar un
componente estructural real para poder extender la
metodologia propuesta a un caso de estudio
industrial. No obstante, el presente trabajo establece
los fundamentos para poder disefiar tratamientos
térmicos ad hoc, en funcion de la solicitacion a la
que se somete el componente y la probabilidad de
fallo especificada por el cliente.
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Resumen

Debido a sus condiciones de trabajo, la fatiga es uno de los modos de fallo mas comunes en los engranajes. A pesar de
que habitualmente se emplean diversos tratamientos para mejorar las propiedades mecanicas de los mismos, su
contribucion se suele tener en cuenta en base a normativas de forma muy conservadora, por lo que su efectividad y
potencial no estan totalmente contrastados.

El objetivo de este trabajo es evaluar numéricamente la contribucidn del shot peening (SP) y del cementado en la
resistencia a la fatiga de los engranajes, en condiciones de fatiga por flexién de un solo diente (STBF). Se trata de la
primera parte de un trabajo mas amplio en el que posteriormente se realizard la validacion experimental.

El caso de estudio elegido es un engranaje de mddulo 6, fabricado en acero 16MnCr5. Se han analizado cuatro
condiciones: i) sin tratamiento, ii) cementado, iii) SP, y iv) cementado y SP.

Se han modelado los tratamientos de SP y cementado para posteriormente estimar numéricamente la resistencia a fatiga
de los cuatro casos, considerando las tensiones residuales de cada caso, para diferentes casos de carga y empleando los
parametros de fatiga multiaxial.

Los resultados han mostrado la mejora proporcionada por cada tratamiento, siendo el cementado el que mas contribuye
de forma individual

Palabras clave: Tensiones residuales, Fatiga multiaxial, Engranaje, Shot peening.

Abstract

Due to their working conditions, fatigue is one of the most common failure modes in gears. Although several treatments
are commonly used to improve the mechanical properties, their contribution is usually considered in a very conservative
way based on standards, so their effectiveness and potential are not fully known yet.

The aim of this work is to numerically evaluate the contribution of shot peening (SP) and case-hardening on the fatigue
strength of gears under single tooth bending fatigue (STBF) conditions. This is the first part of a larger study, which will
be completed with the experimental validation.

The case study chosen is a gear of module 6, made of 16MnCr5 steel. Four conditions have been analysed: i) raw, ii)
case-hardened, iii) SP, and iv) case hardened and SP.

The SP and case-hardening treatments have been modelled in order to numerically estimate the fatigue strength of the
four cases, considering the residual stresses of each case, in different load cases and using the multi-axial fatigue
parameters.

Keywords: Residual stresses, Multiaxial fatigue, Gears, Shot peening.

1. INTRODUCCION eliminar imperfecciones y mejorar el acabado de la
superficie, y iii) tratamientos mecéanicos para crear
Los engranajes son elementos mecanicos ampliamente tensiones residuales (TR) compresivas en la superficie.
utilizados en sistemas de transmision de potencia para
diversas aplicaciones, incluyendo la industria automotriz, Entre los tratamientos térmicos, el cementado es uno de
aeroespacial, de elevacion y generacion de energia, entre los méas utilizados en engranajes. Este tratamiento
otras. Sin embargo, existen dos modos principales de implica la exposicion del componente de acero a una
fallo que pueden limitar su vida til: la fatiga superficial atmosfera rica en carbono a alta temperatura, seguida de
por contacto, conocida como pitting/spalling, y la fatiga un enfriamiento en un bafio de aceite. El resultado es una
aflexion en el pie del diente. De estos dos modos de fallo, capa superficial endurecida de cementita que aumenta la
la fatiga en el pie del diente es la que mas limita la resistencia mecanica superficial [3] templando ademas el
operatividad del sistema de transmision[1, 2]. nacleo [3]. De esta manera, se retrasa la etapa de
iniciacion de la fisura y se incrementa la vida a fatiga a
Con el fin de aumentar la vida util se aplican diversos altos ciclos o High Cycle Fatigue (HCF) [2, 4]. El espesor
tratamientos: i) tratamientos térmicos para incrementar la de la capa endurecida puede variar entre 1y 2 mm [5] y
resistencia mecanica, ii) tratamientos superficiales para la dureza obtenida depende de las condiciones del
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tratamiento, como la temperatura, el tiempo de
permanencia y la velocidad de enfriamiento [5].

El tratamiento de Shot Peening (SP) es ampliamente
utilizado en engranajes, consiste en el impacto controlado
de granalla de geometria esférica y dimensiones y dureza
controladas sobre la superficie del engranaje. Ademas de
eliminar defectos y mejorar la superficie, también induce
TRs compresivas que alargan la vida a fatiga a altos
ciclos (HCF) [4]. La magnitud y el patrén de TRs
obtenidos dependen de las propiedades mecanicas del
material base y de los pardmetros de proceso empleados,
como la intensidad Almen y el grado de cobertura [6]. A
mayor intensidad Almen y grado de cobertura, mayor
serd la magnitud y profundidad del patrén de TRs de
compresion.

Debido a los numerosos pardmetros que toman parte en
el proceso de shot peening es dificil predecir el mapa de
tensiones residuales que generara el proceso. Ademas de
los pardmetros del proceso, el mismo proceso no es
repetitivo, la localizacién de los impactos de un
tratamiento a otro varia, y el angulo de impacto de cada
esfera es diferente, estos factores dan lugar a variaciones
en el mapa de tensiones residuales [7]. En la bibliografia,
se encuentran diferentes métodos para estimar el patron
de TRs generado mediante SP. De este modo, a mediados
de los 80 Guechichi et al. [8] presentaron un modelo
analitico para predecir las TR generadas en base a la
teoria de contacto de Hertz y el método de célculo
elastoplastico presentado por Zarka y Inglebert en 1985
[9]. Paralelamente, a partir del 2000, el salto tecnoldgico
de los ordenadores dio lugar a la utilizaciéon de modelos
de elementos finitos (EF), el cual permite considerar en
mayor detalle las complejidades geométricas y de
proceso. De este modo, en el 2005 Rouhaud et al. [10]
evaluaron la utilizacion del modelo de endurecimiento
cinematico en el material al recibir impactos severos en
una misma zona. En 2008, Hong et al. [11] realizaron un
estudio paramétrico mediante un modelo 3D de EF para
analizar el efecto del didmetro de las esferas metélicas, la
velocidad de impacto, el angulo de incidencia y las
propiedades del material de la pieza tratada en el mapa de
tensiones residuales resultante. Recientemente, en 2016
R. Seddik et al. [12] acoplaron técnicas de optimizacion
de parametros de proceso en base a superficie de
respuesta acoplado al modelo de EF del shot peening. En
consecuencia, a pesar de que el tratamiento de Shot
Peening es ampliamente utilizado en la industria para
mejorar la vida Util de los engranajes, actualmente no
existe un método para cuantificar su efectividad en piezas
complejas. Los modelos numéricos disponibles en la
literatura cientifica para simular el proceso de Shot
Peening se restringen a geometrias simples y planas.
Ademas, aunque algunos trabajos han evaluado el estado
de tensiones en probetas tratadas mediante Shot Peening,
no se han estudiado las diferentes tensiones residuales
obtenidas al aplicar diferentes tratamientos. En cuanto a
las metodologias para estimar la vida atil, ninguna
considera estos efectos.
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Por lo tanto, en este estudio se examina mediante el
método de Elementos Finitos la contribucién del
tratamiento de Shot Peening y del tratamiento térmico de
cementado en la resistencia a la fatiga de engranajes
fabricados en acero 16MnCr5, tanto de manera individual
como combinada.

2. METODOLOGIA

El objetivo principal de este estudio es analizar la
influencia del tratamiento térmico de cementado y del
tratamiento de shot peening en la resistencia a fatiga de
engranajes. Se ha seleccionado como caso de estudio una
pareja de engranajes rectos con un espesor de 10 mm, 18
dientes, modulo 6 y un angulo de presién normal de 20°
fabricados en acero 16MnCr5. Estos engranajes han sido
evaluados bajo cuatro condiciones diferentes:

i. Pareja de engranajes sin tratar (RAW).

ii. Pareja de engranajes cementados (TT).

iii. Pareja de engranajes tratados mediante shot
peening (RAW+SP).

Pareja de engranajes cementados y tratados
mediante shot peening (TT+SP).

iv.

El procedimiento numérico consiste en dos etapas. En el
primero se modela mediante EF el tratamiento de shot
peening sobre el engranaje RAW y el TT con el objetivo
de predecir el patrén de TR correspondientes a cada caso
de estudio. A continuacion, se evalla el comportamiento
a fatiga para diferentes niveles de carga considerando el
patron de TR de shot peening estimado en la etapa
anterior para los casos iii. RAW+SP y iv. TT+SP.

2.1. Propiedades mecanicas

Durante el proceso de shot peening, la granalla esférica
impacta con gran velocidad sobre la superficie del
material tratado, lo que implica que el modelado
mediante elementos finitos requiera la curva tensién-
deformacion del material en cuestion en funcion de la
velocidad de deformacién [13]. Para abordar este
requisito, se ha utilizado una curva tension-deformacion
real del material 16MnCr5 para modelar dicho proceso
en ambos casos (ver Figura 1).

Asimismo, para evaluar la fatiga en los distintos casos de
carga, se ha empleado un modelo de endurecimiento
cinematico que considera la evolucién de las propiedades
mecénicas del material ante cargas ciclicas de
plastificacion, en particular para los casos de carga que
se sitdan en el rango de fatiga de baja frecuencia o LCF.
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Figura 1. Curvas tension deformacion en funcion de la
velocidad de deformacion

2.2. Modelizacién numérica del proceso de shot peening

En esta seccion se presenta el procedimiento numérico
utilizado para la modelizacion del proceso de shot
peening, basado en el método propuesto por Mylonas et
al. en 2011 [14]. La configuracion de proceso utilizada
consiste en el uso de granalla esférica S230 (segun el
Manual SAE de Shot Peening [7]) de diametro nominal
de 0,6 mm, un angulo de impacto de 90° y una velocidad
de impacto de 50 m/s. El tratamiento se aplica con una
boquilla de 4 mm de didmetro con un caudal masico
medio de 11 kg/min. Por ello Labeas et al. 2008 [15]
propuso la utilizacion de un ndmero equivalente de
impactos orientado a simulaciones FEM, el cual fue
validado en 2011 por Mylonas et al. [14]. Aplicando
dicho método el nimero de impactos equivalente minimo
para el caso de estudio del presente trabajo son 10
impactos/mm?. Para asegurar el 100% de grado de
cobertura, el nimero de impactos considerado es de 152
impactos/mm?,

Debido a la naturaleza del tratamiento de shot peening,
cuyo efecto es localizado, se ha modelado el tratamiento
Unicamente en la zona critica a fatiga, lo cual permite
reducir de forma considerable el coste computacional. La
malla utilizada para la region donde posteriormente se
llevara a cabo la evaluacion a fatiga, C3D8R de 100 um.
La Figura 2 muestra el mallado aplicado sobre las dos
regiones del engranaje y las esferas empleadas para
modelar el proceso de shot peening localizado en la zona
critica.
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Figura 2. Detalle modelo EF de shot peening
2.3. Modelizacién numérica bajo carga ciclica

Con el objetivo de evaluar el comportamiento a fatiga de
los cuatro casos de estudio especificos, se ha empleado
un modelo de elementos finitos (EF) estructural. En el
proceso de modelado, se ha utilizado el mallado definido
para el tratamiento de shot peening. Para simular la
interaccion entre los dientes de la pareja de engranajes,
se ha creado una region local que representa la zona de
contacto entre ellos, la cual se ha ilustrado en la Figura 3.
En el modelo se ha considerado un coeficiente de friccion
de Coulomb de 0,2. En los casos de estudio iii) y iv),
donde se ha evaluado el efecto del tratamiento de shot
peening en los engranajes sin tratar y cementados, se han
mapeado las tensiones residuales estimadas en el
apartado anterior para cada caso. Finalmente, se ha
evaluado el comportamiento a fatiga de los cuatro casos
de estudio bajo las condiciones de carga que se
especifican en la Tabla 1, en configuracion R=0. Debido
a la contribucidn de los diferentes tratamientos, los casos
de estudio abarcan un rango desde el régimen de fatiga a
bajos ciclos (LCF) hasta el régimen de fatiga a altos
ciclos (HCF).

Figura 3. Modelo EF de carga ciclica
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Tabla 1. Casos de carga

CASOS DE CARGA [kN
RAW 8 9 10 11 12 -
T 14 15 16 17 18 19

2.4. Evaluacion de vida a fatiga multiaxial

En este trabajo, la zona critica se ha evaluado utilizando
el parametro Smith-Watson-Topper (1) (SWT) como
parametro indicador de fatiga (FIP) [16]. EI SWT es un
criterio de fallo de tipo modo I definido como el producto
de la tension normal maxima (o, ;4 ) ¥ 12 amplitud de
la deformacion normal (e, ):

? 2b o b+
SWT = (O-n,maxen,a)max = G?f (ZNf) + GfEf(ZNf) C(l)

donde af' es el coeficiente de resistencia a la fatiga, b es
el exponente de fatiga, E es el modulo elastico, Ny es el
ntmero de ciclos hasta el fallo, e} es el coeficiente de
ductilidad a la fatiga y ¢ es el exponente de ductilidad a
fatiga. Como se ha mencionado previamente, los
pardmetros FIP han sido evaluados en base a la
identificacion del plano critico. En este aspecto, es bien
sabido que la evaluacién de la vida a fatiga en la zona
critica ha dado resultados conservadores en los
problemas de entallas debido al efecto del gradiente de
tensiones. Para superar este problema, en la literatura se
han desarrollado varios métodos no locales, siendo la
teoria de la distancia critica (TCD) el método mas
utilizado [17]. La idea original fue desarrollada por
Neuber et al. en 1958 [18], pero no fue hasta décadas mas
tarde cuando fue ampliada por Taylor et al. en 2008 [17].
A pesar de que dicha teoria puede ser implementada de
varias formas, los métodos de puntos (PM), de lineas
(LM) y de volumen/area (VM/AM) son los mas
empleados en la bibliografia. En el presente trabajo se ha
empleado el método VM, en el cual se ha promediado el
valor de tension de cada nodo en funcion del radio de
influencia definido a partir del umbral de propagacién de
grieta del material Kth. En este trabajo se ha utilizado un
radio de influencia de 0,462 mm.

Una vez que se ha determinado el pardmetro SWT
maximo, se ha estimado la vida a fatiga del componente
para la carga correspondiente en base a las curvas SWT-
N tanto del material base como de la capa cementada
(Figura 4). Dichas curvas se han estimado en base a datos
bibliograficos correspondientes tanto al material base
como al cementado[19].

8
= |\ 16MnCr5 Raw
=61\ — — —16MnCr5 TT
Z |\
\
£4 \
AR
xg 2 A ~ - -
-y ~——_ _
0

103 100 100 100° 107 108
Ciclos [-]

Figura 4. Curvas SWT-Ciclos (Raw-TT)[19].
3. RESULTADOS

3.1. Patron numérico de TR de shot peening

Las Figuras 5 y 6 muestran el patron de TR de shot
peening aplicado al caso de engranaje virgen y
cementado.

Figura 5. Patrén de TR de shot peening estimado para el caso
del engranaje virgen (RAW+SP).

Figura 6. Patron de TR de shot peening estimado para el caso
del engranaje cementado (TT+SP).
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Tal y como se detalla en la gréfica de la Figura 7 se
observa que debido a la elevada resistencia mecanica y
baja ductilidad de la capa cementada, la magnitud de las
TRs inducidas mediante el tratamiento son mayores para
el caso cementado (-850 MPa vs -590 MPa) mientras que
el grado de penetracién alcanzado es menor (0,8 mm vs.
1 mm).
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Figura 7. Evolucion de la magnitud de tensiones residual
perpendicular al plano critico (modo 1) en profundidad

3.2. Modelizacion numérica de los casos de carga

La Figura 8 ilustra el patron de tensiones resultante de la
aplicacion de una carga ciclica de 8 kN en el caso de
estudio RAW+SP. Se observa que las tensiones
compresivas, que se generaron inicialmente, disminuyen
gradualmente debido al efecto de la carga. Sin embargo,
las magnitudes de las tensiones obtenidas son inferiores
en comparacion con el caso RAW.

Figura 8. Tension principal para el caso de carga de 8kN
engrane con SP (RAW+SP)

3.3. Evaluacion de la vida a fatiga

La Figura 9 muestra la vida tedrica estimada para cada
uno de los casos de estudio para los niveles de carga
analizados.
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Figura 9. Estimacion de vida a fatiga

Los resultados del presente estudio indican que el
tratamiento de cementado por TT presenta una
contribucioén significativamente mayor al aumento de la
vida a fatiga en comparacion con el tratamiento de SP en
todos los niveles de carga analizados. EI aumento de la
resistencia mecénica de la capa cementada permite que la
vida del engranaje se extienda desde el rango LCF hasta
el rango HCF. A medida que disminuye la carga de
ensayo y las tensiones en la superficie del componente se
sitllan por debajo del limite elastico, la contribucion del
TT disminuye, aunque sigue siendo significativamente
mayor que la contribucion méxima del SP.

En cuanto al tratamiento de SP, se observa que su
contribucion al aumento de la vida del componente en los
niveles de carga mas altos, ubicados en el rango LCF, es
muy reducida debido a que la plastificacion ciclica
superficial que se produce bajo cargas elevadas libera el
patron de TR compresivo inducido y su efecto
beneficioso. Sin embargo, en el rango HCF, donde las
tensiones superficiales generadas por los casos de carga
son inferiores al limite eléstico, la contribucién del SP
aumenta. En los casos de carga més altos, no se observa
una mejora significativa, mientras que, en los casos de
carga intermedios, se produce una mejora en el rango del
30-200%. Finalmente, en el rango HCF se obtienen
mejoras de entre 1000-10000% (ver Figura 9).

En conclusion, se observa que la contribucion media del
SP en la vida del engranaje Raw es significativamente
menor en comparacion con el engranaje cementado, con
una mejora del 450% frente a un 800%.

4. CONCLUSIONES

El presente estudio tiene como objetivo evaluar
numéricamente la contribucion de los tratamientos de
cementado y SP, tanto por separado como de forma
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combinada, en el incremento de la vida a fatiga de
engranajes. Los resultados obtenidos demuestran que el
tratamiento de cementado es el que proporciona una
mayor contribucion de forma individual para los casos
analizados.

Por otro lado, se ha observado que la contribucién del
tratamiento de SP se diluye en el rango de LCF debido a
que las cargas ciclicas generan plastificaciones que
liberan las tensiones compresivas inducidas por el
tratamiento. Sin embargo, en el rango de HCF, donde las
tensiones son inferiores al limite eléstico, el efecto del SP
es mas potente a medida que disminuye el nivel de carga.

Por ultimo, se ha comprobado que la aplicacion del
tratamiento de SP sobre un engranaje cementado
contribuye a un incremento adicional medio de la vida a
fatiga del 1430%, frente al 650% sobre el engranaje
virgen.

En consecuencia, se concluye que la aplicacion
combinada de ambos tratamientos resulta especialmente
interesante en aplicaciones de elevados niveles de carga
donde el aumento del tamarfio del engranaje para cumplir
los requerimientos de vida puede penalizar la
funcionalidad del sistema de transmision.
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RESUMEN

Actualmente, el acero se utiliza en diversos sectores como material estructural. Este tipo de aceros es sometido a
tratamientos térmicos, temple y revenido principalmente, con el objetivo de modificar su microestructura y aumentar su
resistencia mecénica. Sin embargo, las estrategias de enfriamiento empleadas hoy en dia en la industria conllevan
enfriamientos no uniformes de los componentes. Este hecho tiene un impacto directo en la generacién de tensiones
residuales y distorsiones en los componentes. Por lo tanto, es de vital importancia desarrollar una metodologia numérica
que permita predecir las propiedades mecéanicas no homogéneas a lo largo del componente estructural y tensiones
residuales generadas. De esta manera, esta metodologia permite predecir las caracteristicas no homogéneas de los
componentes estructurales, para asi poder contemplarlas en posteriores analisis de comportamiento en servicio.

PALABRAS CLAVE: Tensiones residuales, modelizacion, temple y revenido.

ABSTRACT

Steel is currently used in various sectors as a structural material. This type of steel is subjected to heat treatments, mainly
quenching and annealing, with the aim of modifying its microstructure and increasing its mechanical strength. However,
the cooling strategies used today in the industry lead to non-uniform cooling of the components. This has a direct impact
on the generation of residual stresses and distortions in the components. Therefore, it is of vital importance to develop a
numerical methodology to predict the non-homogeneous mechanical properties along the structural component, as well
as the residual stresses generated. In this way, this methodology allows the non-homogeneous characteristics of the
structural components to be predicted, so that they can be taken into account in subsequent in-service behaviour analyses.

KEYWORDS: Residual stresses, modelling, quenching and annealing

1. INTRODUCCION Habitualmente el enfriamiento se lleva a cabo por

inmersidn en bafios de agua o aceite debido a su gran
El uso de tratamientos térmicos en aceros es habitual en capacidad de extraccion de calor [3], aunque ello puede
procesos de fabricacion de componentes estructurales o generar elevadas distorsiones en el componente tratado.
mecanicos como: engranajes, vigas, componentes de Las velocidades de enfriamiento alcanzadas en las zonas
automocion, maquinaria y ejes, por ejemplo. En cercanas a la superficie son muy elevadas, mientras que
concreto, el tratamiento de temple y revenido. La en las zonas cercanas al nlcleo se ven limitadas por la
finalidad principal de este proceso térmico es aumentar capacidad de evacuacion del calor por conduccién hasta
la resistencia mecénica y la dureza del componente, la superficie. Estos gradientes de velocidad de
consiguiendo asi productos mecénicos que cumplan con enfriamiento pueden afectar a la homogeneidad del
los requisitos necesarios en la aplicacién en uso [1]. material, ocasionando la generacion de Tensiones

Residuales (TR) [4].
El proceso de temple de los aceros consiste en calentar el

componente por encima de la temperatura de Las zonas que sufren un mayor enfriamiento, las méas
austenizacion (entre 800-1000 °C) y posteriormente cercanas a la superficie, presentan una mayor contraccion
enfriarlo de manera brusca. Consiguiendo de este modo volumétrica ademas de presentar una resistencia
martensita y por consiguiente el aumento de la resistencia mecanica superior. Por lo tanto, tensionan las zonas
mecanica [2]. Estas propiedades mecanicas se ven adyacentes a mayor temperatura (mas cercanas al niicleo)
mayormente afectadas por la velocidad de enfriamiento que, ademas, presentan una menor resistencia mecanica,
del temple. dando lugar a su plastificacion. A medida que la

temperatura exterior se estabiliza, el ndcleo trata de
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contraerse, pero la superficie exterior, a menor
temperatura y con una resistencia mecanica superior,
limita su contraccion. Como consecuencia, la capa
exterior presenta tipicamente tensiones compresivas
mientras que el ndcleo presenta tensiones tractivas.

Las TRs generadas se relajan parcialmente tras el proceso
de revenido, aunque el objetivo principal del tratamiento
sea aumentar la ductilidad del componente. En este
proceso, la pieza se calienta a temperaturas de entre 500-
650 °C manteniéndola durante un cierto tiempo [2]. El
tamafio de grano aumenta, se producen fendmenos de
difusion de carbono y la ductilidad de la martensita
cambia, relajando también las TRs en cierta medida.

Las TRs generadas en el componente pueden llegar a ser
considerables, por lo que es importante contemplar su
efecto. Por un lado, las TRs generadas en el temple
pueden llegar a generar grietas haciendo que la pieza sea
inservible. Por otro lado, una vez que la pieza se haya
templado y revenido, en caso de que sea un componente
estructural o mecanico, sufrird cargas que generaran
tensiones adicionales en la pieza. La suma de las TRs
generadas en el proceso térmico con las tensiones que
sufre la pieza en su uso, pueden causar problemas de
integridad estructural. Por lo tanto, es importante
considerar las TRs generadas en el tratamiento térmico a
la hora de disefiar el componente.

El uso de técnicas de modelado basados en el método de
elementos finitos (FEM) ofrece la capacidad modelar el
proceso de temple por inmersion y revenido, obteniendo
asi el patron de TRs [1]. Para modelar de forma
representativa este fenémeno, es importante contemplar
la evolucidn térmica de la pieza durante todo el proceso.
La temperatura y la velocidad de enfriamiento en cada
instante del proceso y en cada elemento finito del modelo
varian, por lo que las propiedades termo-mecanicas de
cada elemento pueden ser distintas. No solo de un
instante a otro, sino que también de un elemento a otro
en el mismo instante del proceso. Esto implica que el
modelo FEM debe ser capaz de asignar distintas
propiedades termo-mecanicas a cada elemento en cada
instante del calculo en funciéon de su temperatura y
velocidad de enfriamiento.

El articulo propone una metodologia capaz de modelar la
generacion de TRs tras el proceso de temple por
inmersion y el revenido, considerando la variacion de las
propiedades termo-mecanicas en cada elemento de la
malla del modelo en cada instante del proceso.

2. METODOLOGIA

Para cumplir el objetivo propuesto se plantea desarrollar
un modelo termo-mecéanico FEM. Por un lado, se ha
definido un modelo térmico que representa la evolucién
de la temperatura en cada instante de las etapas del
temple y del revenido. Por otro lado, se ha definido un
modelo mecénico, el cual utiliza las temperaturas del
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modelo térmico en cada instante del proceso y modelar
el patron de las TRs en base a ello.

Para contemplar las TRs de forma representativa, es
necesario considerar la variacion de las propiedades
termo-mecanicas de cada elemento finito en cada instante
de la simulacion, en base a la temperatura y la velocidad
de enfriamiento. Para ello, se ha programado una
subrutina del modelo de material, UMAT, en ABAQUS.

La Figura 1 resume la metodologia propuesta para
modelar el patrén de TRs. Para ello se ha utilizado un
cuarto de seccion de tubo del material APl 5L x70.

Modelo Térmico

Patron de Temperaturas

Modelo Termo-Mecanico — Patron de TRs

25 simuLiA

ABAQUS UMAT

Modelo de material
+

Propiedades termo-mecanicas
en funcién de Ty dT/dt

Figura 1: Proceso esquematico de la metodologia.
2.1. Desarrollo del modelo térmico FEM

El patrén de temperaturas y las velocidades de
enfriamiento del proceso de temple juegan un papel
fundamental en la variacién de las propiedades termo-
mecanicas, y por consiguiente en la modelizacion de las
TRs. Con el objetivo de modelar el patron térmico
transitorio del proceso de forma representativa, se han
realizado ensayos experimentales de temple y revenido.
En los ensayos se han medido las temperaturas de la pieza
en distintas posiciones, para después ajustar la evolucién
térmica de la pieza en el modelo térmico FEM. De esta
forma se consigue un modelo térmico representativo. Los
pasos seguidos son los siguientes:

i Ensayos de temple y revenido: Se han
templado y revenido distintas secciones de tubo
en agua y aceite, midiendo temperaturas con
termopares en distintas posiciones de la pieza.

ii.  Ajuste del coeficiente de transferencia de
calor (HTC) en el modelo térmico FEM: Para
plantear un  modelo  térmico  FEM
representativo, es necesario definir los valores
del HTC en cada instante de la simulacion de
forma representativa. Los valores del HTC del
modelo FEM se han ajustado en base a las
mediciones experimentales, en cada instante del
proceso.

Para realizar un ajuste de los HTCs representativo, se han
realizado mediciones de temperaturas en distintas zonas
de la pieza, debido a que la temperatura en cada zona de
la pieza puede variar. Por ejemplo, al templar la pieza en
agua ocurren fenémenos de burbujeo debido a la
vaporizacién, modificando la capacidad de conveccién
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del fluido drasticamente, algunas zonas de la geometria
pueden presentar zonas propensas a acumular fluido en
estado gaseoso en detrimento de la evacuacion del calor.

Ademas, también es necesario colocar termopares a
distintas profundidades de la pieza, debido a que la
temperatura en el interior de la pieza no cambiara de
forma tan brusca como en el exterior. Se han realizado
agujeros a distintas profundidades para introducir los
termopares 'y medir la temperatura a distintas
profundidades en la pieza.

La Figura 2 muestra como se han colocado los
termopares en la pieza tratada. La Figura 3 muestra el
patrén de temperaturas obtenido por uno de los
termopares en la superficie (linea azul) y la temperatura
en el centro (linea roja).

Figura 2: Posicion de los termopares en la pieza.

900 =
s \\ 7Th\lrl.|.'\p |
\\.,‘ ™ TLun..ubq

g

Temperatura [°C]

] 5 1 0 5 o

1B
Figura 3: Evolucion de las temperaturas en la cara
exterior y el ndcleo de la pieza en el proceso del temple.

El procedimiento se ha repetido en el revenido para
ajustar de la misma manera los HTCs en el modelo FEM.

2.2. Desarrollo del modelo termo-mecénico FEM

Como ya se ha explicado previamente, las propiedades
termo-mecénicas varian en funcion de la temperatura (T)
y la velocidad de enfriamiento (dT/dt) del elemento finito
en el temple. EI modelo mecénico obtendrd esta
informacion del modelo térmico, pero es necesario
determinar cémo cambian las propiedades del material en
funcidn de estos dos parametros para modelar las TRs de
forma representativa. Por ello, en la metodologia se
propone:

i. Caracterizar el coeficiente de dilataciéon en
funcion de distintos ciclos térmicos de temple y
revenido.
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ii. Caracterizar el comportamiento elastoplastico
del material en funcién de la temperatura y la
velocidad de enfriamiento.

Caracterizar el creep para contemplar la
relajacion de las TRs en el proceso de revenido.

Coeficiente de dilatacién

El coeficiente de dilatacion es el causante principal de la
contraccion y expansion volumétrica del material,
generando TRs en procesos térmicos. Por ello, se ha
medido su valor a distintas temperaturas y distintos ciclos
térmicos (Tabla 1).

Tabla 1: Condiciones de medicion del coeficiente de
dilatacion en el proceso de temple y revenido.

Velocidad de
enfriamiento
(temple) (°C/s)
1,5, 20, 50, 100
y 150

Tiempo de
permanencia
(revenido) (s)

300

Temperatura de
permanencia
(revenido) (°C)
300, 400, 500 y
650

La Figura 4 muestra una de las mediciones realizadas,
relacionando el coeficiente de dilatacion con la
temperatura, en este caso para el proceso de temple a
920 °C. En la grafica se aprecian caidas de los valores del
coeficiente de dilatacién a partir de los 650 °C, que
pueden deberse a cambios de fases del acero.

0.00002

Proceso de temple

O 0.000015

0.00001

oeficiente de dilatacion (1/

& 0.000008

[

30 130 230 330 430 530 630 730 530 930
Temperatura (°C)

Figura 4: Representacion del coeficiente de dilatacién
en funcion de la temperatura para el proceso de temple.

Para implementar las mediciones experimentales en la
subrutina del modelo de material se han utilizado
modelos de regresion. Estos modelos de regresion
relacionan el valor del coeficiente de dilatacion con la
temperatura y el ciclo térmico planteado. De esta forma
se consigue una expresién matematica que se puede
introducir después en la subrutina. Se han utilizado
regresiones polinémicas de segundo orden para ajustar la
ecuacion matematica a las mediciones realizadas. En las
mediciones existen puntos de inflexién donde el modelo
polinémico no puede representar de manera adecuada su
tendencia. Por lo tanto, se han realizado particiones en
estos puntos y se han realizado regresiones que modelan
cada tramo de forma independiente. Por ejemplo, se
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aprecian puntos de inflexion en temperaturas de
alrededor de 650 °C y 780 °C en el caso de la Figura 4.

Curvas tensién-deformacion

La evoluciobn  microestructural esta  altamente
condicionada por la temperatura y la velocidad de
enfriamiento de la pieza en el temple. Esto afecta
directamente a las propiedades elastoplasticas del
material. Como se ha explicado previamente, cada
elemento de la malla puede tener distintas temperaturas
y velocidades de enfriamiento, por lo que cada elemento
tendrd un comportamiento elastoplastico distinto.

Para determinar las propiedades elastoplasticas del
material se han realizado ensayos de traccién a
temperatura ambiente de probetas extraidas de distintas
zonas del cuarto de tubo templado. Es decir, probetas que
han sido enfriadas a distintas velocidades: 20 °C/s, 70
°C/s y 120 °C/s. En los ensayos se han obtenido las
siguientes curvas (Figura 5).

1200
- dTide=120°Cs
——dTAE=T0Cfs

1000 dT/dt=20"C/s

800 ——

600 |/ /

400

Tension [MPa]

0 0.01 0.02 0.03 0.04

Deformacion [-]

005 0.06 0.07 0.08 0.00

Figura 5: Curvas tensién-deformacion de probetas
templadas a distintas velocidades de enfriamiento.

Es necesario obtener informacion de las curvas tension-
deformacion a distintas temperaturas para cada caso de
enfriamiento ensayado (20 °C/s, 70 °C/s y 120 °C/s). Esta
informacion ha sido completada con informacién de la
bibliografia (Figura 6).

d7/di=70°C/s

T=20°C T=150°C T=350°C == T=550°C — T=750°FC — -T=950°C

0 0.al 0.02 0.03 004 005 0.06

Deformacion plistica (-)
Figura 6: Curvas tension-deformacion en el rango
plastico para probetas enfriadas a 70 °C/s.

007 0.08 0.09 0l

Para introducir la informacion de las propiedades
elastoplasticas en funcion de la temperatura y la
velocidad de enfriamiento en la subrutina del modelo de
material, se ha utilizado el modelo de Johnson-Cook
(JC). Este modelo contempla el efecto del
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endurecimiento por deformacién y el efecto de
ablandamiento térmico, Ecuacion 1 [5].
T T |
o=(A+Bs)") 1—[_ Room j (1)
TMeIt_TRoum

El modelo JC se constituye por los pardmetros del
material A, B, Xn y Xm, que es necesario ajustar para cada
material. En este caso los pardmetros deben ajustarse
para cada probeta, debido a que cada una ha sido tratada
con una velocidad de enfriamiento distinta y tienen, por
lo tanto, distintos valores de los coeficientes de JC. Para
cada caso de enfriamiento se utilizan las distintas curvas
tension-deformacion en funcion de la temperatura para
realizar el ajuste. Para ello, se ha utilizado un solver de
optimizacion basado en la formulacion del gradiente
generalizado reducido (GRG). El algoritmo se fija en los
gradientes de la funcion objetivo, modificando los
valores de entrada (coeficientes JC) y considerando que
los valores 6ptimos son aquellos que ofrecen derivadas
parciales iguales a cero. En funcién de los valores
iniciales de los inputs, este método puede ofrecer valores
optimos locales, en vez de ofrecer el valor éptimo global.
Para evitar este problema, se ha definido una populacion
de 100 muestras iniciales que inicializa el modelo con
distintos puntos de partida. El solver ajusta los
coeficientes de JC con el objetivo de minimizar la raiz
del error cuadratico medio (RMSE). Este proceso de
ajuste se ha repetido para los tres casos de enfriamiento
analizados.

En el modelo FEM cada elemento finito puede tener una
velocidad de enfriamiento distinta. Por lo tanto, es
necesario trasladar al modelo FEM los valores de los
coeficientes de JC no solo para valores de enfriamiento
de 20 °C/s, 70 °C/s y 120 °C/s, sino que también para
velocidades de enfriamiento intermedias. Por ello, se han
creado modelos de regresién que relacionan cada uno de
los coeficientes de JC con la velocidad de enfriamiento,
para su posterior integracion en la subrutina UMAT. Para
el caso del coeficiente A de JC, se muestra el ajuste
realizado respecto a la velocidad de enfriamiento por una
regresién polinémica de segundo orden (Figura 7)

JERY
s 2
s =

@
=4

-
=3

400 A =0.0132-(dT7dr)* +0.932 (dT/dr) + 420.08
R'=1

300

Cocficiente A de JC (MPa)
2 .

=]
=3

<

10 30 50 70 90

7 110
d7/dr (°C/s)

Figura 7: Ajuste del coeficiente A del modelo JC.

Propiedades del comportamiento a fluencia

Tras finalizar la etapa del temple, el componente se
calienta a una temperatura y tiempo concreto. Esto
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genera cambios en la microestructura y aumenta la
ductilidad, a la vez que se relajan parcialmente las TRs
generadas en el temple. La relajacion de las TRs se ve
afectado por la temperatura y tiempo de permanencia del
revenido, por lo que estd ligado directamente a
fendmenos de fluencia o creep.

Para modelar el fenémeno de las relajaciones de las TRs
se ha implementado un modelo de creep en la subrutina.
Concretamente se ha implementado la ley del seno
hiperbolico (Ecuacidn 2). Mediante esta ley se calcula la
velocidad de deformacion uniaxial equivalente por creep
en funcién de: la tension uniaxial equivalente desviatoria
0.q., la activacion de energia Q, la constante universal del
gas R (8.314 J/mol-K), la temperatura T respecto al valor
absoluto cero, y coeficientes del material Acr, Ber. y n.

¢y = A, (sinhB, -0, ) exp [—ij )

R-T

Para alimentar el modelo de la ley del seno hiperbélico
de creep, se han utilizado los siguientes datos desde
bibliografia (para T= 823 K (Tabla 2):

Tabla 2: Coeficientes del modelo de creep [6].

A, () Ber. (Pat) n Q (J/mol)
1.059-10% | 2.49-107 | 0.672 | 530811.1

2.3. Desarrollo de la subrutina del modelo de material

Una vez definido un modelo térmico representativo y se
hayan obtenido las propiedades termo-mecénicas
necesarias para modelar las TRs, es necesario introducir
esta informacibn en un modelo FEM mediante
subrutinas. En concreto, se ha programado en ABAQUS
la subrutina UMAT. La programacion de la subrutina
consta de cinco bloques principales:

i. Calculo de las deformaciones térmicas: La
subrutina debe calcular las deformaciones
térmicas generadas a cause de contracciones y
dilataciones. Estas deformaciones dependen del
patron térmico alimentado al modelo termo-
mecénico y al coeficiente de dilatacion. Este
altimo cambia en funcién de las condiciones
térmicas de la simulacion y también cambia de
un elemento a otro. Por lo tanto, se introduce a
la subrutina el modelo de regresién previamente
generado, siendo asi capaz de modelar cada
elemento con un valor del coeficiente de
dilatacidn distinto en funcion de la temperatura
y el ciclo de temple y revenido.

ii. Criterio de plasticidad: En la subrutina se ha
programado el criterio de plasticidad de Von
Mises. Asi, el modelo interpreta en base a este
criterio si el elemento ha plastificado o no.

iii. Célculo de deformaciones plésticas: Cuando
las deformaciones entran en el rango plastico, la
subrutina utiliza el método iterativo de Newton
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Raphson para calcular los valores de las
deformaciones plasticas y elasticas.

iv. Asignacion de propiedades elastoplasticas:
Para contemplar las propiedades elastoplasticas
del material se han implementado las
ecuaciones de regresion que determinan estas
propiedades en funcion de la temperatura y la
velocidad de enfriamiento del elemento finito.
Estos modelos predicen los valores de los
coeficientes de JC y los asignan a cada elemento
para cada instante de la simulacién.

V. Comportamiento al creep: En la subrutina se
ha programado el modelo de material que
contempla las deformaciones generadas por el
creep en base a la ley del seno hiperbolico.
Unicamente se contempla el creep en la etapa
del revenido.

3. ANALISIS DEL CASO DE ESTUDIO

Se ha calculado el modelo termo-mecanico para el cuarto
de tubo siguiendo la metodologia propuesta para el
temple por inmersién en agua.

3.1. Patrén de temperaturas

Para comprobar que el patron de temperaturas del modelo
térmico coincide con las mediciones experimentales
realizadas, se han comparado las temperaturas en
distintas posiciones de la pieza y a distintos instantes del
proceso. En la Figura 8 se muestra el patron de
temperaturas en la pieza para el instante t=5 s del temple
en unidades de Kelvin. Comparando estos resultados con
las temperaturas medidas experimentalmente en la cara
externa y el centro de la pieza, se han identificado
variaciones minimas. Las temperaturas en la cara externa
del tubo son de 1052 K mientras que en el nucleo son
900 K, mientras que los termopares miden
aproximadamente 730 °C y 640 °C en las posiciones
respectivas (1003 K y 913 K) (Figura 3). Esto se traduce
a errores maximos del 4.5% en el patrén térmico. Este
error disminuye considerablemente en etapas de
enfriamiento no tan bruscas.

NT11
+1.052e+03
+1.03%e+03
+1.027e+03
+1.014e+03
+1.001e+03
+9.889%e+02
+9.763e+02
+9.638e+02
+9.512e+02
+9.387e+02
+9.261e+02
+9.135e+02
+9.010e+02

Figura 8: Patrén de temperaturas del cuarto de tubo en
el instante t=5 s del temple.

3.2. Tensiones residuales

Las Figura 9 y 10 muestran las TRs generadas tras el
proceso de temple y revenido en la direccién axial. Los
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valores maximos ocurren en la zona central, por lo que se
ha realizado un corte para mejorar la visualizacion.

s, 533
(Avg: 75%)
+1.4646401

Figura 9: TRs en la direccién axial tras el temple.
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Figura 10: TRs en la direccidn axial tras el revenido.

El patrén y los valores de las TRs obtenidas en la
direccion tangencial son similares a las obtenidas
axialmente. La Figura 11 muestra estas TRs, en la figura
se ha aplicado un corte de la pieza en la zona central para
facilitar su visualizacion.

S, S22 (CSYs-1)
(Avg: 75%)
+1.437e+01
+3.383e+00
- -7.601e+00
-1.858e+01
-2.957e+01
-4.055e+01
-5.154e+01
-6.252e+01
-7.351e+01
-8.44%+01
-9.547e+01
-1.065e+02
-1.174e+02

Figura 11: TRs en la direccion tangencial tras el temple

Los resultados muestran patrones coherentes, donde las
magnitudes maximas de las TRs se aprecian en la zona
central. Los valores obtenidos tangencial y axialmente
son similares, y ademas se obtienen TRs tractivas en el
nicleo de la pieza y compresivas en las capas externas,
tal y como se esperaba. Las magnitudes son también
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considerables, ya que se obtienen TRs de 115 MPa en el
temple para este caso concreto.

4. CONCLUSIONES Y LINEAS FUTURAS

La metodologia planteada sirve para modelar TRs en
procesos de temple por inmersién y revenido con
modelos FEM. De este modo, el ingeniero es capaz de
considerar estas TRs generadas en calculos FEM
estructurales, debido a que muchos de los componentes
tratados térmicamente son componentes estructurales
que tras su fabricacién soportan cargas mecanicas.
Ademas, el modelo propuesto también sirve para
optimizar procesos de tratamientos térmicos en base a los
valores de las TRs obtenidas en el proceso.

De todas formas, se plantean lineas futuras de trabajo
para mejorar la metodologia propuesta: i) modelar el
comportamiento térmico mediante célculos CFD
(contemplando fenémenos de burbujeo), ii) realizar
ensayos tensién-deformacion y de creep a distintas
temperaturas para obtener propiedades de material mas
representativas, y iii) realizar mediciones experimentales
de TR para validar el modelo.
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RESUMEN

La caracteristica forma sigmoidal que adopta el campo S-N cuando incluye la zona de bajo nimero de ciclos se atribuye
a la pérdida de linealidad en la relacién tensién-deformacion cuando los esfuerzos aplicados superan el limite de
proporcionalidad del diagrama o-g. Los modelos que abordan el ajuste bajo este supuesto sigmoidal presentan
incoherencias al no poder satisfacer la condicion de compatibilidad entre las fdds horizontal y vertical en el diagrama S-
Ny recurren a hipotesis arbitrarias para definir las curvas percentiles del campo S-N impidiendo una prediccion fiable de
vidas en fatiga. En este trabajo se propone una alternativa basada en la definicion de una nueva variable de referencia y
consecuente reconversion del campo S-N que permite mantener la condicion de compatibilidad y de doble asintoticidad
(horizontal y vertical) del modelo probabilistico basico propuesto por Castillo y Canteli y asi, garantizar su extension a
la zona de bajo numero de ciclos. El nuevo modelo se aplica en la evaluacion de la campafia experimental de Holmen
sobre hormigon y de la de Correia et al. sobre acero P355NL1 que incluyen resultados de fatiga en las zonas de bajo y
alto nimero de ciclos, en la Gltima, para diferentes valores de la relacion de tensiones, R.

ABSTRACT

The characteristic sigmoidal shape exhibited by the S-N field when the LCF region is included, is attributed to non-
linearity in the stress-strain ratio when the applied stresses surpass the proportionality limit in the o-¢ diagram. Models
addressing the problem under this sigmoidal assumption present inconsistencies due to their inability to satisfy the
compatibility condition between the vertical and horizontal CDFs in the S-N field and resort to arbitrary premises to
define the percentile curves of the S-N field impeding a reliable prediction of the fatigue lifetimes. In this work, an
alternative model is proposed based on the definition of a new reference variable for the S-N field that allows its extension
to the LCF region and the two-fold asymptotic character (horizontal and vertical) of the basic probabilistic model
proposed by Castillo and Canteli to be guaranteed. The new model is applied to the evaluation of the Holmen’s
experimental fatigue campaign and to that of Correia et al on P355NL1, which include fatigue results in both low and
high number of cycles, in the latter at different values of the stress ratio, R.

1. INTRODUCCION Es posible considerar subcategorias adicionales para

tener en cuenta otras caracteristicas relevantes del
La validez de un modelo de fatiga puede referirse a los modelo, como su caracter probabilistico y cdmo se define
regimenes de solicitacion implicados en el disefio de el limite de fatiga: como un valor constante para un
componentes  actuales, determinados por las ntmero predefinido de ciclos 0 como un valor asintético
caracteristicas del tipo de carga y del material utilizado. congruente con la propia definicion del modelo. A
En consecuencia, una posible clasificacion plausible de menudo, el criterio para justificar un modelo de fatiga S-
los modelos de fatiga puede obedecer a las siguientes N es simplemente la calidad de un ajuste particular.

categorias [1]: modelos de clase I, que describen solo un
rango de vida media de fatiga sin incluir el limite de
endurancia; modelos de clase Il, que abarcan las regiones
de vida media, hasta larga, incluyendo la existencia de un
limite de fatiga, y modelos de clase 11, que incluyen los
tres dominios, fatiga de bajo nimero de ciclos (LCF),
fatiga de alto nimero de ciclos (HCF) y fatiga de muy
alto namero de ciclos (VHCF).

El criterio resulta critico cuando la prediccion de vida de
fatiga, mas alla del alcance del programa experimental,
se resuelve en base a modelos empiricos especulativos,
que no cumplen con un minimo de los requisitos
necesarios. En consecuencia, la definicion probabilistica
del campo S-N para el material analizado resulta crucial
para garantizar una prediccion de vida fiable en el disefio
a fatiga de componentes mecanicos y estructurales, en
particular bajo carga variable cuando se aplica una regla
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de acumulacion de dafio que satisfaga el concepto de
integridad estructural [2]. Otras cuestiones, pueden ser
cruciales, como, por ejemplo, si el modelo satisface o no
ciertas condiciones objetivas que se consideran
ineludibles para que el modelo se considere valido

Los modelos S-N de fatiga, a menudo, definen la curva
media como una funcion de regresién a la que se impone
una ley estadistica en la definicion de los percentiles del
campo S-N, incluyendo, si acaso, un limite de fatiga.
Como consecuencia, tales modelos de fatiga exhiben
inconsistencias dimensionales en su definicion analitica
al no satisfacer las condiciones basicas de validez que
todo modelo de fatiga debe cumplir. Tal es el caso de los
modelos de Clase 111 de Stissi, Kohout-Véchet, Kurek,
Ravi-Chandran y D’Antuono, etc., [3], basados en la
definicion de una curva sigmoidal, que pretende ajustar
el campo S-N mediante la definicidn de dos limites, uno
inferior como limite de fatiga y uno superior,
correspondiente a la tension Ultima, oy, y la subsiguiente
normalizacién, lo que permite en algunos de estos casos
identificacion como fdd de Weibull, ver Figura 1. Sin
embargo, los resultados aleatorios de los ensayos
individuales del campo S-N, no son factibles de ser
identificados como la realizacion de un proceso
estocastico, y la imposibilidad de satisfaccién de la
condicion de compatibilidad entre las funciones F(N; Ac)
y F(Ac,N), permiten descartar este tipo de propuestas [4].

leg(Ac) log(aa)

. leglBo) log{2a,)

og(Aa,,)
Triparametric

Weibull
Biparametric

Weibull

" loglaey log{Ao,)

log(N) log(N)
Figura 1: Modelos sigmoidales basados en una curva de
regresion como fdd de Weibull bi- o triparamétrica y un
limite de fatiga identificado , 0 no, con la tension Gltima.

Nli im

*
| oM ) \
\0*
\ o '

Ac™ L \

Trajectory|
entries |~

Trajectory
exits g

N*

Figura 2: La condicion de compatibilidad propuesta por
Freudenthal-Gumbel, Bolotin y Castillo-Canteli [3].
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En lo que sigue, se propone una nueva variable
generalizada de referencia para el campo S-N,
denominada GRV (generalized reference variable), que
permite corregir las limitaciones del modelo de Weibull
propuesto por Castillo y Canteli en la zona de LCF y con
ello demostrar la validez general de este modelo en las
tres regiones (LCF, HCF y VHCF), es decir, como
modelo de Clase IlIl. Con ello se mantienen sus
caracteristicas como modelo compatible probabilistico y
coherente con el concepto de metodologia de ensayo
acelerado [3].

2. EL MODELO DE REGRESION DE WEIBULL
EXTENDIDO: HACIA UN CONCEPTO GENERAL
DE LA VARIABLE DE REFERENCIA EN EL
CAMPO S-N

Tras las fundamentadas razones de sustituir Ac por g,
como variable de referencia, ver [5], el modelo S-N
probabilistico de Weibull desarrollado por Castillo y
Canteli [3], se expresa mediante la ecuacién:

B
(log 2m) (log o) — 4
p=1—exp| _ O-maxo 0 .
5 )

| |

(lOg N/NO)(IOg O-max/o-maxo) =1

€]

donde oy,4x, No, 4, 6 Y B son los parametros del modelo.

El modelo surge de condiciones fisicas, de algunos
requisitos respaldados por la teoria estadistica de valores
extremos (problema de minimos, basado en el principio
del eslabén mas débil) y de la condicién de
compatibilidad F(N;om) =F(om;N) (ver Fig. 2), que
permite establecer una ecuacién funcional [6].

Su solucion proporciona la definicion probabilistica del
campo S-N como curvas de percentiles hiperbodlicas. La
relevancia de la condicion de compatibilidad ya se ha
destacado en la introduccidn y en otras referencias [3].
Frente a sus fortalezas, el modelo presenta las siguientes
debilidades:

- El carécter asint6tico de la variable omax para N = No, no
es consistente con el obligado limite superior de om
relativo a la resistencia Ultima del material, lo que impide
su aplicacion en la region LCF.

- Como consecuencia de lo anterior, la interpretacion
fisica de la asintota vertical del modelo, ligada al limite
inferior del nimero de ciclos, por debajo del cual no se
inicia la acumulacion de dafio, resulta dificil.



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

Su aplicacién en la aproximacion basada en
deformaciones a través de la definicién del campo &-N
permite eludir parcialmente estas contradicciones, pero
resulta evidente la necesidad de una solucién definitiva y
satisfactoria aplicable en la deduccion del campo S-N.

La observacion de que el modelo omax-N deja de ser
efectivo, es decir, capaz de ajustar los resultados
experimentales, a partir de valores omax> oy, debido a la
pérdida de la relacién lineal entre o y ¢, debido al efecto
de plastificacion del material, evidencia que omax N0 €s
una variable de referencia valida para definir el dominio
de LCF del campo S-N vy, por tanto, para ser utilizada en
modelos de Clase Ill. En consecuencia, se impone la
basqueda de una nueva variable de referencia, GRV, mas
general que omax, que permita definir el comportamiento
asintético en el dominio de LCF. Tras el correspondiente
estudio de alternativas, se propone la definicién de la
nueva GRV como:

()

que transforma o,,,, en funcién del valor del médulo
tangente de la curva o-¢, en la que E es el mddulo de
Young y v es el factor de transformacion o mayoracién
de la tension maxima. Se deduce que si la curva o-¢
alcanza un maximo, la GRV adopta un valor singular en
este punto, justificando asi la tendencia asintética del
modelo. La nueva variable no implica un cambio
significativo del campo S-N dentro de la zona de
proporcionalidad lineal de la curva o—e¢ que
corresponde al dominio de HCF, es decir para valores de
< 0prop - COMo es conocido, en sentido estricto, la teoria
de dafio demuestra que esa supuesta linealidad de la
curva o — ¢ es solo una razonable hip6tesis aproximada,
extensible hasta ,,q, = 0, .

La nueva definicibn de la GRV en (2) asegura el
comportamiento asintotico en el supuesto de un maximo
en la citada curva. Como parametro secundario se define
la nueva relacion de R, como:

GRVmin
GRVmax

R= 3)

La forma convencional de definir la energia de
deformacion puede transformarse en funcién de la GRV:
Omax

J'Smax de = J‘ ( dg)d
; oae = O'do_ o

0 Omax (4)

Las integrales en los términos de izquierda y derecha de
la ecuacion (4) son equivalentes como formas
alternativas de definir la energia implicada en el proceso
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de carga y descarga del proceso de fatiga,
independientemente de que la integral se refieraa de 0 a
do. Como resultado, la referencia del campo S-N a omax 0
a GRV como variables de referencia, no tiene efecto
apreciable sobre su definicion dentro del dominio
transformacion en el campo de existencia de la variable
Omax desde oprop/ oy < Omaxloyw < 1 hasta 1 < GRVIE <

para la variable GRV.

El simple cambio propuesto permite superar las dos
limitaciones del modelo propuesto por Castillo y Canteli
[3] y, como resultado, extender su aplicabilidad al
dominio LCF. La derivada de /do puede determinarse
directamente de la curva experimental o-¢, monotonica o
preferentemente de la ciclica, o bien de acuerdo con otros
parametros de dafio relacionados con el ciclo de
histéresis.

En el caso de representar la ecuacion o-¢ mediante la
relacion de Ramberg-Osgood cuya ecuacion es:

(®)

la variable de referencia propuesta, GRV = E 0,4
(de/do) se transforma en

o 1,0\
o\ (6)
N [E"’(}(*l) ]=¢0
donde el factor de mayoracion es:
& \(@-n")/n'
p=2+(%) ¥

yK* = n’"’K’, lo que demuestra que la nueva variable
de referencia representa la misma estructura formal que
la de la relacién o- ¢ de Ramberg-Osgood, lo que se
traduce en un campo GRV-N, afin al campo &-N,
enfatizando asi la influencia de la fase plastica del
material.

De acuerdo con lo anterior, la expresion del modelo
extendido al campo LCF seria:

B
(log gg]}/’”“")(lo -2

=1- - :
p exp 5

| |
(10g N/No)(108 Ormax/ Tmax,) = A ®)

donde el limite de fatiga, RGVqx,, Se puede sustituir

directamente por o,,,, o dado que en la zona asintética
el factor de mayoracion, y = 1.
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3. EJEMPLOS DE APLICACION

El modelo con la nueva variable de referencia GRV de la
Expr. (8) se aplica a continuacion en la evaluacion de los
resultados de dos programas experimentales de fatiga
para analizar su potencial utilidad:

= |
— 50%

— 95%

UACIWAN]

0,00

Fig. 3: a) Evaluacion original de Holmen con el modelo
de McCall [7]; b) Evaluacién con ProFatigue de
resultados Smax/Su; €) Evaluacion con ProFatigue de
resultados transformados y Smax/Su.

El primer ejemplo recoge el extenso programa
experimental de ensayos de fatiga en compresion,
realizado por Holmen, sobre probetas cilindricas de
hormigén en masa [7]. En la Fig. 3a) se presenta una
comparacion entre el ajuste original de Holmen basado
en el modelo de MacCall, junto al realizado con
ProFatigue de los resultados originales sin transformar,
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Fig. 3b) y, a su vez, con el realizado con los resultados
transformados aplicando el factor de mayoracion y, Fig.

3¢), que se deduce de la curva o-¢ dada en [7] como :—: =

1 & 1.5

(-9

En el segundo ejemplo se evaltan los resultados de fatiga
realizados por Correria et al sobre acero P355NL1 [8],
ver Fig. 4. Los datos obtenidos cubren las regiones LCF
y HCF para tres relaciones de tension diferentes, R = 0, -
0.5y -1, aunque se acusa la falta de datos en el dominio
VHCEF lo que dificulta una estimacién fiable del limite de
fatiga.

600 T T T T T

®R=0
® L .’ R=-05
500 - ® ’) ~ ®R--1 1
o o0
400+ L]
® [ ]
E .
=300+ ™y
200 - E
w0 2 8
0! ! ! ! ! ‘
10! 10% 10° 10* 10° 10° 107
N
x10*
®R=0
4- ® R=-05
® R=-1
®
3 [ ] 1
. s
=
>
F 2- L ] 1
(] ®
1- ® t -
b [ N )
) ® o g
o- LN _
‘ ! ! ! ! !
10 10% 10% 10t 10° 108 107
N

Figura 4. a) Resultados originales de fatiga del material
P355NL1 de la campafia experimental realizada en [8]
para tres diferentes relaciones de tension, R; b)
resultados transformados

Tabla 1: Propiedades mecanicas y parametros de
endurecimiento ciclico del acero P355NL1 utilizado en
el ejemplo de aplicacién, de [8].

Tension ultima, o, [MPa] 568
Tension de fluencia, o, [MPa] 418
Médulo de Young, E [GPa] 205.2
Coeficiente de Poisson, v 0.275
Coeficiente de en}dl{recmlnento por 948.35
deformacion ciclica, K' [MPa]
Exponente de e.nldur’ec.lmlen’to por 0.1533
deformacion ciclica, n

En la Tabla 1 se muestran los valores de los pardmetros
del material con la definicion de la curva o-¢ como
ecuacion de Ramberg-Osgood. En una primera
evaluacion de los resultados se toma el valor maximo de
la tension, omax, como la variable de referencia para pasar
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a continuacion a considerar la GRV en el analisis. Ello
deberia permitir la comparacion de resultados para los
diferentes valores de R en el ajuste probabilistico de los
tres dominios, LCF, HCF y VHCF como curvas
percentiles.

10

(1-n")/n’

1
1/’=§+(Kaw)

0 100 200 300

o [MPa]

400 500 600

Figura 5. Factor de mayoracion, y, resultante de la
curva de Ramberg-Osgood del acero P355NL1.

A continuacidn, aplicando la Expr. (8), se procede a
transformar los datos originales omax del programa de
fatiga en valores de la GRV, Para ello, se calcula la
derivada de/do de la curva o-¢ del material supuestamente
representada por la ecuacién de Ramberg-Osgood (5),
con los parametros dados en la Tabla 1, y se sustituye a
continuacion en la ecuacion (6). La Figura 5 representa
el factor de transformacion, y, aplicable a los resultados
de los ensayos en funcion de tensién maxima, omax.

@® R=0, Test Results

[MPa]

GRV

10 10* 10° 10
N [cycles]

Figura 6. Evaluacion de los campos GRVmax— N, para los
tres casos de R = -1, -0.5 y 0 para el acero P355NL1
ensayado en [8], y probabilidades p = 0.01, 0.50 y 0.99
mediante el software Profatigue [9,10].

Esta transformacion, permite identificar el modelo (1) en
su nueva version (8), que se puede entender como un
mapeo que transforma el campo omax-N original en el
campo asintético GRVmax-N, en el que el valor maximo
posible de omax, €S decir, oy, corresponderia a la derivada
de/do = . Con este modelo, se mantienen las fortalezas
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del modelo probabilistico mientras que se superan las dos
contradicciones observadas en la modelizacion del
dominio LCF, sin ningln inconveniente sobrevenido.
Sin embargo, la ecuacion Ramberg-Osgood, no facilita
plenamente el comportamiento asintético, dado que,
como funcidn parabdlica, monotdnicamente creciente, no
presenta un maximo en la curva c-€ para omax = oy. Sin
embargo, esto no tiene incidencia en la aplicacion del
modelo debido a la practica coincidencia de la curva real
y la ecuacion de Ramberg-Osgood hasta un valor alto
omax (Cercano a ay) que en todo caso esta por encima de
los valores de fatiga obtenidos en el programa
experimental.

Tras la oportuna evaluacion con el programa ProFatigue,
la figura 6 muestra el campo GRVma-N con
probabilidades p =0.01, 0.50 y 0.99 para las tres muestras
correspondientes a R = -1, -0.5 y 0. Los parametros
estimados para los respectivos campos S-N se muestran
en las Tabla 2. La solucion de cualquier curva percentil
se obtiene sustituyendo los parametros del modelo
estimados con el software Profatigue [9,10], en la
solucion analitica correspondiente, recurriendo a la Expr.

(8).

Tabla 2. Parametros del modelo de campo GRVmax-N
para el material ensayado en [8].

Parametros del

modelo R=0 R=-05 R=-1
(con ProFatigue)
B 0 0 0
No [cycles] 1 1 1
C 5.48 5.60 5.15
oo [MPa] 238.70 271.78 172.89
B 4.38 11.04 15.42
0 1.74 4.35 7.29
A 6.29 0 0

Los valores de los pardmetros obtenidos en la evaluacion
con ProFatigue no resultan satisfactorios y denotan una
campafa experimental con resultados atipicos, al menos
para la muestra R=-1:

a) El nimero de limite de ciclos, representado por el
parametro No, resulta ser practicamente nulo. En general,
No adopta valores de cientos o miles de ciclos.

b) EI campo de percentiles para R=-1 se intersecta en la
zona alta con el de R=-0.5 y exhibe un limite de
endurancia notoriamente bajo, mientras que en los otros
dos casos, R=-0.5 y R=0, se observa la esperada
tendencia hacia su convergencia como limite de
endurancia comun.

b) La ausencia de resultados para N>2-10"6 ciclos afiade
mas incertidumbre en la determinacion del limite de
endurancia, a pesar de la concordancia parcial en los
casos R=-0.5y R=0.

c) Los valores de los parametros de forma de Weibull son
relativamente altos, aunque permiten un ajuste como
distribucion Gumbel.
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Finalmente se aplica el modelo tridimensional omax-R-N,
que permite una evaluacion conjunta de las tres muestras
para cada valor de la relacion de tension, R, ver [5]:

k
<(log%—5lﬁ) G —(ﬂ1+1y_—1R)>

a
1-R

o l_ J[9]

donde la variable normalizadora viene dada por:

R Oy

V0 = (003 = 15 75) (22-1) - ) 0=

[10]

A pesar de que la representacion de los resultados de la
variable normalizada V muestra una equilibrada
distribucion de las tres muestras, ver Fig. 6, como
distribucion conjunta de Weibull, la estimacion de los
pardmetros no es satisfactoria y exige continuar en el
futuro con el andlisis de los resultados V.

2 S
.o
1 o *° 1
Fle
=0- 1
= [ ]
o
ks ”~°
| 2® |
<4 &
2 &
5—2 Py [ ] 8
K=} °
3+ ° |
R=0
4 R=-0.5"
o ® R=-1
2 4 6 8 10 12 14 16
\' x10°

Figura 5: Representacion de la variable normalizada V
en la evaluacion conjunta del modelo para R=0,-0.5,-1.

Una aplicacion del modelo a una campafa experimental,
tal vez externa, basada en una estrategia optimizada que
implicaria una adecuada distribucion de ensayos y datos
sobre las tres regiones LCF, HCF y VHCF) permitiria
continuar la verificacion sobre la idoneidad del modelo
propuesto y su comparacion con otros modelos como el
de Smith-Watson- Topper (SWT).

4. CONCLUSIONES

Las principales conclusiones de este trabajo son las
siguientes:

- El modelo propuesto permite la definicién
probabilistica del campo S-N en los tres dominios, LCF,
HCF y VHCF en los dos ejemplos presentados en funcion
de la nueva variable GRVmax= ¥ amax, donde el factor de
mayoracion w=FE de/do. Su reinterpretacién como omax-
N, aunque no necesaria, es posible, gracias a su definicion
analitica.
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- La aplicacion del modelo tridimensional omax-R-N en la
evaluacion conjunta de los datos para diferentes
relaciones de tension, R, deberia permitir alcanzar un
mejor ajuste con un Unico limite de fatiga independiente
de R. Sin embargo, la campafia experimental presenta
anomalias que no permiten una satisfactoria estimacion
de los parametros del modelo tridimensional.

- La esperada demostracion de compatibilidad entre el
modelo presentado y el modelo tridimensional como
extension de modelo de Clase 111 queda pendiente de un
futuro andlisis.
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RESUMEN

La prediccion de la fragilizacion por hidrogeno mediante modelos numéricos es todavia un campo abierto debido a la
complejidad de los fendomenos involucrados. En el presente trabajo se resumen y comparan los enfoques por Elementos
Finitos para su modelizacion, poniendo el foco en modelos de phase field. La formulacion phase field no solo se limita a
fracturas fragiles, sino que incluye una extension ductil; ademas, los efectos del hidrégeno se modelizan mediante una
reduccion en la energia de fractura local, que puede basarse en célculos atomisticos de descohesion pero también puede
ser ajustada experimentalmente. Este marco numérico acoplado incluye el transporte de hidrégeno y es implementado en
el software Comsol Multiphysics. Se analiza como ejemplo una placa con grieta lateral para demostrar la influencia de la
energia de fractura o del endurecimiento. Por ultimo, se capturan la fragilizacion por hidrogeno ante diferentes niveles de
concentracion y se reproducen los efectos de la velocidad de deformacion debido al caracter transitorio de la redistribucion
de hidrégeno.

PALABRAS CLAVE: Fragilizacion por hidrogeno, Modelizacion Numérica, Modelizacion por Phase Field.
ABSTRACT

Prediction of hydrogen-related failures through numerical modelling is still an open field due to the complexity and
multiscale nature of the involved phenomena. In the present work, Finite Element approaches for hydrogen embrittlement
are summarised and compared, highlighting the advantages of phase field models. Phase field formulation is not only
limited to brittle failures but includes a ductile extension and hydrogen effects are modelled through a reduction in a local
fracture energy, which is typically based on atomistic calculations of hydrogen-enhanced decohesion but can also be
experimentally fitted. The coupled framework includes hydrogen transport and is implemented in the commercial
software Comsol Multiphysics. A case study of a single-edge cracked plate is analysed to show the influence of fracture
energy or hardening. In addition, hydrogen embrittlement at different concentration levels is captured and strain rate
effects are reproduced due to the transient character of hydrogen redistribution.

KEYWORDS: Hydrogen embrittlement, Numerical modelling, Phase Field modelling

1. INTRODUCTION described and a benchmarking case study of a single-
edge cracked plate is analysed in Section 4. The aim of

Material selection and design are restricted in situations this study is to show the capabilities of a hydrogen-

where hydrogen is handled, e.g. H, storage or informed ductile phase field model to capture

transportation, and also in conditions where hydrogen embrittlement through a simple degradation law and

uptake can occur, e.g. welding, plating or from aqueous strain rate effects by considering transient hydrogen

environments. This limitation is caused by hydrogen diffusion.

embrittlement of some alloys, like steels, nickel,

aluminium or titanium alloys, among others. To support 2. HYDROGEN EMBRITTLEMENT MODELLING

experimental characterisation, reduce overconservative APPROCHES

designs and predict crack nucleation and propagation due

to hydrogen embrittlement, numerical modelling is a In this section, the three most common modelling

crucial tool. approaches for damage nucleation and crack propagation

including hydrogen degradation are revisited.
In the present work the most common and suitable Finite

Element approaches for hydrogen embrittlement are 2.1. Cohesive Zone modelling

presented in Section 2, focusing on Phase Field fracture

modelling informed by hydrogen transport (Section 3). Cohesive element formulation to capture crack
The implementation of this coupled framework is briefly nucleation and propagation considers a constitutive
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behaviour based on a Traction-Separation law (TSL).
Finite or zero thickness elements can then be inserted in
the plane where crack paths are expected. Damage is then
defined by the TSL shape, and by the critical stress and
displacement. Trapezoidal TSLs must be considered to
account for ductile behaviour [1]. The area under the
curve represents a critical energy that is dissipated during
cohesive cracking.

Numerous efforts have been devoted to couple hydrogen
transport and the subsequent reduction in the cohesive
energy with CZM. A critical review of these approaches
can be found in [2]. Despite the phenomenological
character of hydrogen-informed CZM, TSLs can be
derived from first principles [2] or from void unit cell [3]
simulations.

2.2. Gurson-based modelling

The role of localised plasticity (HELP) and vacancies or
nanovoids (HESIV) in hydrogen embrittlement
micromechanisms has led to the consideration of
porosity-based models as mechanistic predictive
frameworks [4]. A local softening induced by hydrogen
has been simulated in void unit cells and then translated
into a hydrogen-informed GTN model by means of a void
growth acceleration [5]. Similarly, Depraetere et al. [4]
implemented the acceleration of both nucleation and
growth of voids in a GTN model that also incorporated
the Thomason’s criterion for coalescence. Recently, Lin
et al. [6] have enriched this complete Gurson model with
a critical stress criterion that triggers decohesion failures.
However, the explicit capture of void nucleation, growth
and decohesion comes at the cost of a great number of
parameters [4].

2.3. Phase Field modelling

Phase field (PF) modelling of fracture is becoming very
popular due to some advantages: crack topology is
diffusive and defined by a scalar field, and thus discrete
surfaces are not created, the convergence is relatively
good in comparison to other damage models, it is
consistent with thermodynamics and with Griffith’s
theory of fracture, the number of required parameters is
limited, etcetera. However, classical approaches are
based on brittle fracture and ductile modifications require
complex considerations [7]. In addition, PF can be easily
coupled to chemical processes, e.g. diffusion, which has
been exploited by Martinez-Pafieda et al. [8] to develop
a robust a comprehensive framework for hydrogen
embrittlement.

To summarise, PF has the advantage of CZM in the
energy-based formulation and the reduced number of
parameters in comparison to GTN. In addition, PF does
not require a predefined crack path and all elements share
the same formulation, which avoids some numerical
problems of CZM. The length scale of PF models also
circumvents the mesh dependency of GTN.
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3. HE DUCTILE PHASE FIELD
3.1. Ductile Phase Field modelling

A hybrid approach is followed in the present work [7],
i.e. the total elastic strain energy density (Y2) is
considered for stress damaging, but only the positive part
(¥2*) is included in the Phase Field evolution law. The 0
superscript indicates undamaged energy variables. The
damaged stress tensor o is thus obtained as:

oo

Jdeg,

o=g(¢) (1)

where &, is the elastic stain tensor and g(¢) a
degradation function that depends on the damage phase
field, ¢. In the classical PF approach, only the elastic part
of the strain energy density is included within the crack
driving force; in addition, plasticity is not considered.
Ductile modifications, in contrast, combine plasticity and
the incorporation of a plastic strain energy density, 1/)1(,),
driving damage. In the present work, a J2 classical
plasticity with small plastic strains is assumed. The
yielding criterion can be expressed using an equivalent
damaged stress |g| and the undamaged yield stress 7y,

o]~ h(#), = 0 )
where the function degrading the yield stress is assumed,
for the sake of simplicity, h(¢) = g(¢) = (1 — ¢p?) +
k, as in literature [9], where k = 10° is a parameter
avoiding numerical instabilities. It must be noted that
overlined variables, i.e. g, represent an undamaged
stress or material parameter.

The use of damaged stress variables in plasticity
formulation is not universal [8] but it is considered here
the most consistent [9]. Two of the most common
hardening expressions are here considered for both the
yield stress (d;) and the corresponding analytical
expression of the plastic strain energy density (1/)3).
Parameters include the initial yield stress 7, a hardening
modulus H, a hardening exponent n, and a reference
strain & = G,/E, where E is the undamaged Young’s
modulus.

Linear hardening [9]: B
a, = d,+ He, (3)
_ 1_
Yy = Goep + EHeg (4)
Power-law hardening [10]:
1
et
3, = 3o (1 + —”)” (5)
€o
noyE £ nTH
0 0co 14
= 1+ —) -1 6
P n+1 ( £ l ©)
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Strain energy density is modelled as the sum of elastic,
plastic and surface-dissipated energy terms:

Ge
¥ = g(P)e +h(P)y +55 (9% +£2Vl1)  (7)

where the last term, named as i,, captures the crack
smeared over a length scale £ and considers a critical
fracture energy G.. To avoid damage under compressive
stress states, the term w2t is implemented and
determined following a volumetric decomposition [11]:

P =R +iehie)  ®)

where K and i are the undamaged bulk and shear
modulus, respectively, and (a), = (a + |a])/2.
Additionally, to ensure damage irreversibility, the elastic
strain energy density is replaced by a history-dependent
variable:

HS () = max Y™ (2) C))
Some works have considered weight factors (8., f,) for
the elastic and plastic contributions, and also a threshold
W, for the ductile damage to be triggered [8]. Finally,
can be expressed as:

Y = Beg(PIHS + Bph(P) Wby — Wods + g (10)

3.2. Hydrogen transport and embrittlement

Despite the importance of trapping phenomena on
embrittlement, for the sake of simplicity the present
approach does not include diffusion delay due to
microstructural defects. The mass balance is based on
hydrogen local concentration C and includes the
influence of hydrostatic stress gradients, Voy,:

aC+V
at

DLVH
o cv(;h> =0

(—DLVC + (11)

where D, is the diffusion coefficient, ¥/ the partial molar
volume of hydrogen in the metal, R the constant of gases
and T the temperature. Hydrogen effects are reproduced
assuming that the critical fracture energy is reduced by a
degradation function D(C) that depends on local
hydrogen concentration:

Ge = GD(0) (12)
Different degradation evolutions have been proposed, but
here two approaches are considered. First-principle
results for hydrogen-induced fracture energy reduction in
different alloys were fitted by Martinez-Pafieda et al. [11]
with a linear law and a degradation parameter y:

D(C)=1—xb (13)
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where 6 is a surface coverage that reproduces
segregation. This coverage can be expressed as a function
of hydrogen concentration using the Langmuir-McLean
isotherm:

5 C/Ny
~ C/Ny + exp(=Agy/RT)

(14)

where Ny, is the density of host metal atoms and Agy a
segregation energy, considered here as 30 kJ/mol [12].

In contrast, an empirical law can be defined to generalise
the experimental findings of Yu et al. [13] for two steel
grades. Combining testing of notched specimens and
numerical simulations, the reduction in critical stress was
fitted using the following expression:

D(C) = (1 = Do) exp(=¢§C) + Do, (15)
where Do, = 0.579 and & = 2.227 (wt ppm)"' for a high-
strength (B15) steel [13]. This degradation law is

represented in figure 1 along the coverage-based
evolution for two y values.

1.2 T T T
Coverage-based: x = 0.89
1 = = =Coverage-based: x = 0.3
e N e Yu et al. (2016)
&
=
O
5 .
e
; 1
k] ‘.
Foal s
02- T Semee
0 1 1 1
0 0.5 1 1.5 2

Hydrogen concentration, C' [wt ppm]

Figure 1. Different degradation laws as a function of
hydrogen concentration in lattice sites.

The elastic-plastic analysis, coupled to ductile Phase
Field and hydrogen diffusion, is implemented in Comsol
Multiphysics 6.0 combining the following physics: Solid
Mechanics (with Linear FElasticity and Plasticity),
Helmholtz PDE (to solve the Phase Field balance) and
Transport of Diluted Species (to solve hydrogen
diffusion).

The multiphysics character of the software facilitates the
definition of couplings, e.g. stress degradation, crack
driving force as a function of strain energy densities,
reduction of fracture energy by hydrogen concentration
or stress-driven diffusion. In addition, to capture
hydrogen ingress through the propagating crack, a
moving boundary condition must be implemented; in
contrast to penalty approaches [14], a simpler strategy is
here based on the artificial increase in diffusivity when
the damage variable ¢ is higher than a threshold ¢,:



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

Dimov = Dy [1+ kqstep(p — ¢ep)] (16)
where k; = 103 and the step function represents a smooth
expression equal to 0 if ¢ < ¢, and equal to 1 if p =
1.

4. CASE STUDY: CRACKED PLATE

A single-edge cracked plate subjected to a tensile stress
is analysed as a benchmark example. The scheme of
boundary conditions is shown in figure 2, where the
width (w) and height (h) are equal to | mm. Parameters
shown in Table 1 are considered.

Table 1. Mechanical and diffusion parameters.

E , - GO ?
[GPa] 0 [MPa-mm] | [mm]
210 0.3 0.005E 2.7 0.0075

D, [m?s] V,; [m?/mol] T [K]

1.27x10°8 2x106 300

The choice of hardening parameters (H = 0.3E and 1/n
= 0.5) has considered the relationship between these
parameters and effective phase field hardening: for low
H and 1/n values, negative effective hardening modulus
can be reached and therefore softening occurs just after
the onset of plastic deformation. More details of the
relationship between nominal and effective material
parameters in Phase Field modelling can be found in [15].

U
B ARRR RN
ho S
O EIhmh
h/2 >;<_ ______
: w/2 w/2 :
TTTTTTT T T FT 7T

Figure 2. Geometry of single-edge cracked plate for the
simulated case study.

The simulated load-displacement curve for the reference
value (G2 = 2.7 MPa-mm) and linear hardening (figure
3) shows a sudden force drop when the classical brittle
and elastic formulation is considered whereas a stable
crack propagation and a smooth softening stage are
observed after the ductile modification. The increase in
critical energy delays crack nucleation and thus failure. It
must be noted that a shift of the curve also takes place
when considering a plastic threshold, in this case W, =
850 MPa.

To assess the validity of this framework with a power-
law hardening, figure 4 shows the comparison of both
models at two different G? levels.
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Figure 3. Influence of critical energy (G.) on the load-
displacement curves.
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Figure 4. Influence of hardening laws on the load-

displacement curves.

Despite the similar trends for both conditions, at the
higher G0 the power-law hardening results in an early
softening, indicating a change in the failure mode. As
demonstrated in [15], this behaviour is linked to plastic
accumulation at +45° and the corresponding damage
driven by 1!)(’; ; this is confirmed in phase field contours in
figure 5.

4

Figure 5. Crack propagation at u = 0.035 mm for G,
8.1 MPa-mm, linear hardening (left) and power-law
hardening (right).

Coupling hydrogen transport and fracture modelling, the
evolving concentration at the crack front can be analysed,
as shown in figure 6. Hydrogen accumulates at regions
where hydrostatic stress is higher and phase field
contours reproduce crack propagation. The shift of load-
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displacement curves when hydrogen degradation is taken
into account is shown in figures 7, 8 and 9. Comparing
figure 7 and 8, the influence of y in embrittlement is
critical in the range between 0.1 and 1.0 wt ppm, as
predicted by the degradation evolution plotted in figure
1. The effect of an increasing concentration in that range
is more gradual for the empirical degradation law
proposed by Yu et al. [13] (figure 9).

0.95
0.85
0.75
0.65
0.55
0.45
0.35
0.25

0.15

0.05

Figure 6. Hydrogen concentration (C/C} in color) and
phase field contours (¢p) at u = 0.02 mm for G, = 8.1
MPa-mm and without embrittlement.
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Figure 7. Influence of hydrogen concentration on load-
displacement curves (y = 0.89).
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Figure 8. Influence of hydrogen concentration on load-
displacement curves (y = 0.3).
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Figure 9. Influence of hydrogen concentration on load-
displacement curves (degradation from Yu et al. [13]).

Due to the transient nature of hydrogen diffusion
modelling, strain rate effects are captured by the present
framework; as expected, slower displacement rates
produce a higher embrittlement (figure 10). However, a
significant effect of moving boundary conditions has
been found: when a low threshold ¢, is assumed
(equation 16), the environment condition reaches
instantaneously a region too close to the crack front and
thus the embrittlement dependence on strain rate is
weaker. On the other hand, as shown in figure 11, ¢, =
0.95 results in a stronger strain rate effect and a “step”
propagation is observed for it = 102 and 10 mm/s. This
serrated curve is due to the coupling between diffusion
and propagation length scales: once a critical
concentration is reached at the crack front the crack
propagates up to a pristine region with lower
concentration and then crack arrests until hydrogen
accumulates again in the new crack front.

1.4 T T T T T T T
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0 0.005 0.01 0.015 0.02 0.025 0.03 0.035 0.04

Displacement, u [mm)]
Figure 10. Influence of strain rate on load-displacement
curves (pe, =0.5).
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Figure 11. Influence of strain rate on load-displacement
curves (P =0.95).

5. CONCLUSIONS

The present work presents a phase field approach to
model ductile fracture and hydrogen effects by
incorporating  different degradation laws. This
framework has been implemented in Comsol
Multiphysics and the influence of fracture energy,
hardening, hydrogen concentration and strain rate has
been assessed for a single-edge cracked plate. Future
research will focus on the experimental calibration of
phase field parameters and on fitting procedures for
hydrogen degradation laws in different alloys.
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RESUMEN

El disefio de una adecuada estrategia de ensayos a fin de caracterizar el comportamiento a fatiga de componentes resulta
fundamental para optimizar material, tiempo, presupuesto y, asimismo, lograr una satisfactoria y fiable representacion de
la respuesta desde el punto de vista estadistico. El software ProFatigue constituye una herramienta préctica de evaluacion
del campo S-N-P, de facil manejo, que allana la cominmente intricada tarea del disefio experimental y analisis
probabilistico.

ProFatigue, basado en el modelo de regresién de Weibull propuesto por Castillo-Canteli, satisface exigentes requisitos
fisicos y estadisticos en su derivacion. Su fortaleza radica en la condicion de compatibilidad y en la normalizacién de
resultados apoyada en percentiles, que permite optimizar la estrategia de ensayos. Las ventajas de su empleo también se
extienden a la evaluacion conjunta de los regimenes LCF y HCF, acumulacidon de dafio y definicion del limite de fatiga.
Este trabajo expone didacticamente casos practicos de evaluacion sobre diferentes materiales recurriendo a ProFatigue,
revelando su forma de empleo en el andlisis continuamente retroalimentado a partir de los resultados previamente
registrados, promoviendo una seleccién adecuada del nivel de carga en cada ensayo. El objetivo de este trabajo es mostrar
su desempefio para promover su uso de forma autonoma y eficaz.

PALABRAS CLAVE: software ProFatigue; campo S-N probabilistico; estrategia optimizada de ensayos; tutorial de uso;
aplicacion en aceros y hormigon.

ABSTRACT

The design of an appropriate test strategy to characterise the fatigue behaviour of components is essential in order to
optimise material, time, budget and also to achieve a satisfactory and statistically reliable representation of the response.
The ProFatigue software is a practical, user-friendly S-N-P field evaluation tool that alleviates the often intricate task of
experimental design and probabilistic analysis.

ProFatigue, based on the Weibull regression model proposed by Castillo-Canteli, satisfies demanding physical and
statistical requirements in its derivation. Its strength lies in the compatibility condition and the percentile-based
normalisation of results, which allows optimisation of the testing strategy. The advantages of its use also extend to the
joint evaluation of the LCF and HCF regimes, damage accumulation and fatigue limit definition.

This work didactically exposes practical cases of evaluation on different materials using ProFatigue, revealing its way of
use in the analysis continuously fed back from the previously recorded results, promoting an adequate selection of the
load level in each test. The aim of this work is to show its performance to promote its use autonomously and effectively.

KEYWORDS: ProFatigue software; probabilistic S-N field; test optimization strategy; tutorial; application on steel and
concrete.

1.  INTRODUCCION AL MODELO DE autores, la metodologia habitualmente dispuesta en las
EVALUACION DEL CAMPO S-N-P normativas de referencia y en las principales guias de

disefilo muestran inconvenientes promovidos por una
La estrategia de ensayos en la caracterizacion del obstinacidn, auspiciados por la tradicién, en el empleo de
comportamiento de materiales debe estar supeditada al técnicas de evaluacion y modelos que presentan sensibles
modelo de evaluacién que se vaya a emplear en su limitaciones e inconvenientes [1,2].

andlisis. La modelizacion probabilistica de la respuesta
de componentes ante cargas ciclicas ha venido siendo un
tema de discusion recurrente desde los prolegémenos del
estudio de dafio por fatiga promovidos por Wohler a
mediados del siglo XIX. A este respecto, a juicio de los

Existen numerosas fuentes de incertidumbre que
confieren un carécter aleatorio al dafio por fatiga que
hace necesario recurrir a métodos probabilisticos de
andlisis de resultados. Un punto clave es lograr la
minimizacién de riesgos de sufrir roturas inesperadas
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cuando se trata de estudiar la integridad de componentes
durante su vida Util; de ahi que los valores promedio o
medios tengan una importancia marginal en el estudio del
rendimiento de materiales a fatiga. A su vez, en la
programacion de ensayos han de contemplarse diferentes
decisiones tales como la seleccion de los niveles de carga
y el nimero de probetas a considerar, si bien cabe
destacar el modelo de caracterizacion o evaluacion, cuya
robustez y eficacia resultan vitales para alcanzar una
fiable y precisa nocion de la respuesta del material.

La descripcion del comportamiento a fatiga
contemplando la vida total hasta fallo, esto es,
considerando tanto la fase de iniciacion como la de
propagacion de grietas, suele realizarse recurriendo a los
diagramas comunmente designados como S-N (0 &-N).
En general, se tiende a diferenciar al menos 3 regiones en
la representacion del campo S-N o de Wodhler,
distinguiendo entre régimen de bajo, alto y muy alto
numero de ciclos (LCF, HCF, y VHCF, respectivamente,
de acuerdo con sus siglas en inglés). Si bien el modelo de
evaluacién que se propone a lo largo de este trabajo es
valido para cubrir los 3 espectros, los ejemplos que se
detallarén se centraran en la seccion HCF.

El modelo probabilistico de Castillo y Canteli [1] ha
demostrado una eficienciay fiabilidad notable que supera
las propuestas mas extendidas empleadas en la
actualidad. Su eficacia ha sido exitosamente validada
sobre diferentes materiales, geometrias y condiciones de
carga desde su desarrollo originario, casi 40 afios atras.
Su deduccion se fundamenta tanto en condiciones fisicas
(principio del eslabon méas débil y rango limitado tanto
en términos de vida hasta fallo como de la variable de
referencia empleada) como estadisticas (estabilidad
frente a cambios de escala, comportamiento limite
haciendo conveniente recurrir a distribuciones
pertenecientes a familias asintéticas) que, a su vez, le
confieren unas fortalezas relevantes frente a otras
propuestas analiticas construidas a partir de hipotesis
arbitrarias. Sin perjuicio de lo anterior, dos caracteristicas
del modelo le otorgan un potencial afiadido y destacan
sobremanera:

Condicién de compatibilidad

Hace referencia a la necesaria interrelacion entre las
funciones de densidad asociadas a la distribucion de Ny
de la variable de referencia (Ao, A¢, om, em 0 cualquier
otra variable generalizada de referencia, GRV, que se
considere) en cualquier punto del diagrama S-N, asociado
a su vez a una probabilidad de fallo o percentil. La Figura
1 pretende aclarar dicho concepto.

Esto permite la deduccién del campo S-N como solucion
de una ecuacion funcional, sin necesidad de incurrir en
arbitrariedades, de ahi su trascendencia. De este modo,
dos variantes del modelo pueden inferirse, ambas
basadas en distribuciones estadisticas de valores
extremos de la familia de minimos: Weibull y Gumbel.
En este trabajo nos cefiiremos a la primera modalidad, de
forma que el campo S-N-P se construye en base a 5
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parametros, los valores limite (No, Aoo) y los que definen
la distribucion triparamétrica de Weibull (7, J, f), tal
como recoge la Expresion 1.
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Figura 1. Compatibilidad entre las distribuciones
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En consecuencia, cada curva percentil viene definida
como hipérbola equilatera con sendas asintotas, una
vertical (Ng) y una horizontal (Asy), interpretables desde
el punto de vista fisico y correspondientes a los minimos
necesarios para propiciar el fallo por fatiga.

Notese que, una vez ajustados los pardmetros del modelo,
cualquier terna dada por (Ac, N, Py) puede deducirse
fijando los valores de 2 de las variables intervinientes y
calculando la tercera de acuerdo con la Expresion 1. Esto
resulta Gtil, por ejemplo, al representar curvas S-N para
cualquier probabilidad de fallo de interés, o si se desea
estimar la Ps asociada a cualquier combinacion (Aa, N).

Normalizacion en base a percentiles

Cuando los resultados experimentales provenientes de
distintas condiciones de carga son susceptibles de poder
evaluarse al unisono, haciéndolos equivalentes a traves
de su proyeccion a una misma distribucién estadistica, se
logra una ventaja fundamental que contribuye a mejorar
la calidad de las estimaciones con tamafios de muestra
reducidos. Esto se logra a través de la variable

. N Ac

normalizada V del modelo: V = log (N—O) log (A—GO)

De esta forma, dos resultados experimentales seran
equivalentes aun habiendo sido obtenidos bajo distintos
niveles de carga si comparten el mismo valor V, tal como
se representa en la Figura 2. Esta propiedad resulta
capital en la optimizacion y elaboracion eficiente de un
plan de ensayos, tal como se explicara en los siguientes
apartados.

Adicionalmente, el tratamiento de resultados
supervivientes (censurados o runouts) es también posible
mediante el algoritmo iterativo E-M, lo que constituye
una ventaja afiadida importante y diferenciadora en
comparacidn a las propuestas estandarizadas. Asimismo,
el modelo permite una definicion de la dispersion
variable y creciente a medida que decrece la variable
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generalizada de referencia, en correspondencia con la
evidencia experimental y que se opone a la consideracion
de un valor constante, o incluso linealmente variable de
la misma, una deficiencia cominmente presente en las
propuestas de referencia.

Figura 2. Normalizacion del campo S-N-P y su
representacion a través de la fdd Ps-V.

La potencialidad del modelo se extiende a la evaluacion
de muestras con diferente tamafio y forma, a la
consideracion de la zona de LCF [2] y al célculo de
acumulacion de dafio [3]. También permite calculos
precisos de la resistencia a fatiga, independientemente
del nimero de ciclos que se establezca para su definicion
[4]; esto ultimo en contraposicién al ineficiente
procedimiento del método de los escalones (staircase),
asi como a la caprichosa fijacion del conocido como
knee-point, carente de cualquier justificacién fisica.
Recientemente, Castillo y Canteli han desarrollado una
sensible mejora del modelo original, incorporando la
posibilidad de evaluar  conjuntamente  datos
experimentales provenientes de distintas relaciones de
carga R [5].

Los autores son conscientes de que la asimilacion e
interpretacion matematica del modelo puede no resultar
trivial, lo que en ocasiones puede incluso hacer rehuir de
su aplicacién préctica a potenciales usuarios interesados
en la evaluacion estadistica de ensayos de fatiga.
Venturosamente, el modelo fue implementado en un
software bajo el nombre ProFatigue [6], desarrollado
colaborativamente por la Universidad de Oviedo, el
Empa-Dubendorf (Laboratorio Federal Suizo de Ensayo
de Materiales e Investigacién) y la Universidad de
Cantabria. Puede descargarse libremente desde [7].

En este trabajo se ilustran evaluaciones reales como
muestra de praxis en el uso de ProFatigue, incidiendo en
consejos y particularidades a tener en cuenta durante la
programacion de una campafia experimental, asi como
detallando los puntos de analisis mas relevantes a
considerar con objeto de aprovechar al maximo las
virtudes del modelo. Con todo, pretende servir no solo
como guia, sino promover su uso de manera auténoma y
eficaz, superando cualquier recelo de su uso derivado de
una falta de familiaridad ya sea con el propio modelo o
el entorno del software.

2. PROGRAMACION DE ENSAYOS CON ProFatigue

ProFatigue constituye una herramienta de facil manejo.
Desde el mismo programa puede accederse a un
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documento de ayuda que aclara todas las funciones
operativas. La ejecucion de la evaluacion probabilistica y
consiguiente obtencion del campo S-N-P requiere
Unicamente la alimentacion de los resultados
experimentales a través de un archivo de texto que debera
recoger, por este orden y tabulado en columnas, la
informacion relativa a namero de ciclos, valor de la
variable de solicitacion (Ao, Ae 0 cualquier otra que haya
sido establecida como referente) y dimension de
referencia (que en el caso de igual geometria en todas las
probetas se simplifica como un valor constante); en la
cuarta y ultima columna, la presencia de probetas
supervivientes en la muestra analizada debera reflejarse
asignando la letra ‘R’. Los datos de la primera fila del
archivo se reservan para la nomenclatura de cada
columna. El programa admite algunos datos adicionales
que, sin embargo, no tienen incidencia alguna en los
calculos y sirven Unicamente para reforzar la
documentacion en forma de informe final que es posible
elaborar tras cada evaluacion.

Segln se anticipaba en la Introducciéon, se puede
seleccionar la estimacion en base al modelo de Weibull o
Gumbel, aungue por norma general las discrepancias
entre ambas soluciones son exiguas desde el punto de
vista practico; en cualquier caso, se aconseja iniciar las
evaluaciones tomando Weibull como modelo de ajuste y,
en todo caso, cuando se obtienen pardmetros de forma S
superiores a 5, permutar con Gumbel.

2.1. Estrategia de ensayos retroalimentada

Una estimacion inicial del campo S-N probabilistico
aprovechando el modelo de Castillo-Canteli es ya posible
disponiendo de tan solo 3 o 4 resultados experimentales
con rotura obtenidos bajo diferentes condiciones de
carga. Esta particularidad es importante a la hora de
plantear la campafia experimental, independientemente
del nimero de probetas disponible. Asi, en lugar de
ensayar toda la muestra y posteriormente analizarla, se
recomienda encarecidamente realizar dicha evaluacion
inicial y, a partir de ella, planificar y reacondicionar la
estrategia después de cada ensayo para a) decidir el nivel
de carga del test subsiguiente y b) retroalimentar
sucesivamente la evaluacién. De esta forma, partiendo de
n probetas, se podran acabar describiendo un total de n-3
diagramas S-N-P, cada uno de ellos obtenidos con un
numero creciente de ensayos.

Conviene hacer algunas recomendaciones practicas que
ayudaran a una optimizacién de los recursos (nimero de
probetas, tiempo de ensayos, evaluacién con el modelo,
asi como del analisis e interpretacion de resultados). Para
proceder a ello pongamos como ejemplo préactico la
aspiracion de obtener el campo probabilistico S-N para la
relacién de cargas R = -1 de un acero al carbono S48C,
con tensién Gltima a rotura y limite eléstico de 807 MPa
y 493 MPa, respectivamente.

Las pautas a tener en cuenta son:

i. Se tratara de cubrir toda la zona de interés.
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Estando, por ejemplo, interesados en la descripcién del
dominio HCF, esta suele cefiirse al intervalo entre 10* y
107 ciclos en la evaluacion de materiales metalicos.
Dependiendo de la frecuencia de ensayo y las
limitaciones temporales, puede ser necesario restringir el
limite superior N a 108 u otro valor cualquiera. Al mismo
tiempo, la region HCF coincide con aquellas
solicitaciones remotas que no superan el limite elastico
del material. A su vez, es habitual encontrar referencias
aproximadas sobre el valor asignado como resistencia a
fatiga, bien como porcentaje de la tensién dltima de
rotura o a partir de los valores de dureza superficial del
material [8]. Las dos puntualizaciones anteriores
ayudaran a anticipar y definir el intervalo de cargas a
considerar, al menos de manera aproximada.

ii. Obtencion del campo S-N-P inicial, exploratorio, a
partir de 3 primeros ensayos hasta fallo bajo niveles
de solicitacion dispares.

Con la intencién de cubrir las bandas de variacion en
términos de nivel de carga y nimero de ciclos enunciados
en el punto anterior, se propone una estrategia inicial
donde se podrian tomar como valores orientativos de
carga el 80% del oy (evitando alcanzar plastificaciones a
nivel macroscépico desde el inicio del ensayo), el 55-
60% de o, (procurando superar el limite de fatiga y, por
tanto, garantizar la rotura de la probeta ensayada en un
nimero no excesivo de ciclos) y un valor intermedio
entre ellos.

iii. A partir de la estimacion inicial del campo S-N
probabilistico con ProFatigue, asi como el grado de
cobertura alcanzado respecto a los intervalos
previstos inicialmente, se irdn definiendo los niveles
de carga sucesivos, procurando cubrir aquellas
zonas del diagrama vacantes de resultados
experimentales.

El mismo software puede emplearse para, dada una
probabilidad de fallo (por ejemplo, del 50%), determinar
cudl seria el nivel de solicitacién necesaria para producir
el fallo transcurridos un ndmero definido de ciclos. La
misma operacion puede realizarse en sentido inverso, es
decir, prefijada una P y un valor de carga, estimar cual
seria el Nr esperable para alcanzar la rotura. Se
desaconseja repetir niveles de carga a fin de explotar la
propiedad de normalizacién garantizada por el modelo,
siendo preferible optar por una estrategia conforme a
escalones aislados donde, en lo posible, se cubra todo el
rango de interés distribuyendo homogéneamente los
ensayos. Cabe destacar también la conveniencia de tratar
de obtener algunos resultados a partir de valores de
solicitacion préximos a los limites inferior y superior que
definen la region de estudio (en el ejemplo aqui
presentado, el rango de HCF); esto es importante a la
hora de minimizar la sensibilidad del modelo en la
determinacion de los valores umbrales (asintotas vertical
y horizontal).

iv. Cuando el patron anterior se repite cuidadosamente
es posible lograr un campo S-N que, tras un nimero
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sensiblemente reducido de ensayos, permanece
practicamente inmutable tras cada nuevo resultado
experimental. Esta es una primera forma de
acotacion respecto al tamafio necesaria de muestra.

v. En funcién del grado necesario de analisis, la
evaluacion puede complementarse con una
estrategia adicional de estudio de los intervalos de
confianza recurriendo a la técnica de bootstrap [9].

La Figura 3 ejemplifica la reducida variaciéon que se
obtiene al cotejar 2 evaluaciones consecutivas
diferenciadas Unicamente por el Ultimo valor
experimental recogido (resaltado en color magenta).

450 ¢
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@ Roturas
P runouts
Evaluacion tras 8 test (P, =0, 50 & 99%)

—— Evaluacion tras 9 test (P, =0, 50 & 99%)

400

Nf [ciclos]

Figura 3. Comparativa entre campos S-N-P obtenida
tras un Gltimo resultado y la muestra sin él.

2.2. Andlisis de las estimaciones

El potencial y la robustez del modelo se revelan
especialmente durante la fase de estudio de resultados.
Prosiguiendo con las recomendaciones:

vi. La informacidn relativa a la resistencia a fatiga es
generalmente relevante. En este sentido, ProFatigue
capacita su definicion como funcién del nimero de
ciclos y de la probabilidad de fallo, lo que constituye
una manifiesta ventaja respecto a las metodologias
tradicionales en la determinacion del limite de
endurancia [4].

De esta forma, la resistencia a fatiga puede ser
aproximado considerando longevidades diferentes: la
Figura 4 muestra la evolucién de diferentes limites de
fatiga estimados a medida que se van afiadiendo
resultados durante la campafia experimental. Se
representan los limites contemplando una probabilidad
de fallo del 0% en un rango desde 10* hasta 108 ciclos,
tomando valores discretos intermedios equiespaciados en
base logaritmica decimal. Se incluye, ademas, el valor
presumible del limite de endurancia considerando un
hipotético nimero infinito de ciclos (coincidente con uno
de los pardmetros de ajuste del modelo: la asintota
horizontal). Se aprecia como a partir del quinto ensayo
las variaciones son ciertamente pequefias (obsérvese que
el cuarto valor experimental es un superviviente
-runout-), a excepcion de la resistencia a fatiga para 10*
ciclos, lo cual resulta natural si se tiene en cuenta que la
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susceptibilidad a cambios es mayor cuanto mas cerca nos
situemos del umbral No.

500

—@-N=10" ciclos
Q- N=10° ciclos
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Figura 4. Variacion de las resistencias a fatiga bajo
distinto N a medida que se afiaden valores
experimentales.

Conviene evitar una contribucién de valores
supervivientes (runouts) mayor del 10% de la
muestra total.

Vii.

El modelo permite pronosticar el nimero de ciclos
esperable hasta el fallo de aquellas probetas que
terminaron sin rotura en caso de haber proseguido el
ensayo.

viii. Asimismo, el modelo posibilita detectar sesgos en
la distribucion de los resultados experimentales.

Esto es posible a través de la fdd Ps-V. Esta caracteristica
facilita la identificacién de los denominados resultados
atipicos (outliers) que, no obstante, habria que tratar de
argumentar en base a evidencias fisicas (ya sea
observando un mecanismo de fallo distinto al del resto de
probetas, alguna sobrecarga imprevista durante la
ejecucion del ensayo o cualquier otro posible motivo que
lo justifique).

También permite detectar posibles anomalias originadas
por causas variadas. Ejemplos de ello serian la
evaluacién conjunta de roturas propiciadas desde la
superficie junto con las originadas internamente; o la
deteccion de niveles de tension ‘excesivamente’ altos que
demuestran corresponder al dominio de bajo nimero de
ciclos (LCF); asi como eventuales desviaciones del
comportamiento tipo, fruto de condiciones de ensayos
diferentes (como distinta frecuencia). La Figura 5 sirve
como ejemplo al respecto.

Probabilidad de Fallo

10" 10° 10!
N [ciclos]

Variable Normalizada, V

Figura 5. Deteccion de sesgos a través de la fdd Ps-V.
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2.3. El efecto de escala

La respuesta de los materiales es dependiente del tamafio
de las probetas o componentes que se usan en su
caracterizacion. Se trata de una cuestion clave en la
interpretacion correcta y fiable de los resultados. El
modelo de Castillo-Canteli implementado en ProFatigue
es capaz de estimar los campos S-N-P asociados a
muestras provenientes de tamafios diferentes. Lo
consigue gracias a la consideracion del principio el
eslabon mas débil (detalles en [1]).

ProFatigue esta programado también disponiendo esta
funcionalidad, de manera que permite estimaciones del
campo S-N de muestras con tamafio distinto, pero
homotético. La generalizacion de la consideracién del
efecto de escala exige la aplicacién de un modelo local,
como el modelo local generalizado (GLM) [10]. Las
diferencias pueden interpretarse en términos de longitud
cuando se estén estudiando probetas unidimensionales
(por ejemplo, cables), de area cuando la superficie sea la
fuente que pueda propiciar variaciones (como en la
comparacion de probetas cilindricas de distinto didmetro
con fallos iniciados desde la cara exterior), o incluso
confrontando magnitudes volumétricas.

Ejemplificando con un caso real de estudio del
comportamiento de alambres de pretensado de diferentes
longitudes, 1960 y 8540 mm, se pueden obtener sendos
diagramas S-N para cada muestra. El percentil de
probabilidad de fallo nula serd comdn a ambas, y estara
relacionado con el mayor de los defectos (ya sea en forma
de tamafio de inclusion, porosidad o cualquier
singularidad concerniente) presente en el material, que
serd caracteristico del mismo. El resto de curvas de
isoprobabilidad o percentiles, sin embargo, pertenecerd a
cada muestra de forma independiente, ya que la
dispersion resultante ird asociada al tamafio caracteristico
(en este caso la longitud) de cada muestra y sera
inversamente proporcional a su dimension. La Figura 6
corrobora este aspecto. Conviene resaltar que ProFatigue
evalla conjuntamente todos los resultados y son
ajustados con la misma funcién de distribucién Ps-V.

/.

Figura 6. Campos S-N resultantes de evaluar muestras
de alambres de pretensado de distinta longitud
(1960 mm a la izquierda, 8540 mm en el centro)
y fdd Ps-V comin a ambas muestras (a la derecha).

3. ACUMULACION PROBABILISTICA DE DANO

Aunque en la mayor parte de estructuras susceptibles de
sufrir dafios por fatiga la historia de cargas que sufren
durante su vida Util es variable, la problematica que
entrafia el estudio y caracterizacion de esta tipologia de
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solicitaciones propicia que la caracterizacion de
materiales se plantee generalmente a partir de resultados
provenientes de ensayos bajo régimen de rango de carga
constante. Tratando de compensar estas limitaciones, y
ante la dificultad de medir el dafio a partir de variables
cuantificables ya sea de forma directa o indirecta (tamafio
de grieta, caida de potencial, deformacion, temperatura,
emision aculstica, dureza, etc.), han ido surgiendo
distintas reglas empiricas especulando sobre los niveles
de acumulacion de dafio, definidas de manera arbitraria y
en todo caso deterministas, que presentan notables
deficiencias a la par que una utilidad cuestionable.

Los conceptos desarrollados en [1] promueven una
metodologia que faculta la evaluacion de historias de
carga variable una vez aplicado el modelo de Castillo-
Canteli sobre rangos constantes, en base a las curvas
percentiles segiin se expone con la superposicion de
sendas gréaficas en la seccién inferior y derecha de la
Figura 7.

Aprovechando las ventajas asociadas a la sintesis del
diagrama S-N-P en la cdf PsV, los espectros de carga
aleatoria pueden ser analizados convenientemente vy
cualquier variable de dafio reconvertida en magnitudes
probabilisticas como queda también reflejado en la
Figura 7 (ver [3] para ampliar detalles).
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Figura 7. Probabilidades de fallo asociadas al nimero
de Miner para los datos en [11],
junto con el esquema del proceso de acumulacion de
dafios bajo espectros de carga variable segin [1].

4. CONSIDERACIONES FINALES

El modelo probabilistico de Castillo-Canteli esta
implementado en el programa ProFatigue, de libre
acceso. A pesar del calado matematico y estadistico que
esconde la derivacion del modelo, la facilidad y ventajas
del empleo del software hacen de él una herramienta
aconsejable a la hora de establecer estrategias de ensayo
en la caracterizacion de materiales a fatiga.

Las propiedades del modelo hacen posible deducir de
forma fiable el campo S-N probabilistico con un nimero
reducido de ensayos, lo que permite la optimizacion de
recursos tanto en términos de material como de tiempo.
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En este trabajo se han divulgado las pautas de uso y
analisis mas relevantes para allanar su empleo. Se anima,
por tanto, a cualquier usuario interesado en poner en
practica métodos probabilisticos de analisis de resultados
a fatiga a aprovechar las capacidades de ProFatigue.
Asimismo, la comparacion de sus resultados con los
obtenidos a partir de otros modelos estandarizados es un
gjercicio interesante, que permite observar las virtudes y
superioridad del modelo de Castillo-Canteli frente a las
propuestas mas extendidas.

La metodologia de evaluacion diseminada en el articulo
ha sido exitosamente aplicada en materiales de distinta
indole, geometria variada y condiciones de ensayo
cambiantes. Esto le confiere una adaptabilidad digna de
mencion.
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RESUMEN

Las aleaciones estructurales de magnesio (Mg) ofrecen propiedades deseables como baja densidad, maquinabilidad y
alta resistencia especifica. Estas propiedades hacen que dichas aleaciones sean ventajosas para su uso en muchas
aplicaciones estructurales, pero también para aplicaciones como material de almacenamiento de hidrégeno debido al
coste favorable y a las altas densidades gravimétrica y volumétrica del hidrogeno. Sin embargo, la susceptibilidad de las
aleaciones de Mg a los fenémenos de fragilizacion por hidrogeno puede dar lugar a una baja ductilidad y tenacidad
a temperatura ambiente, pudiendo dificultar sus aplicaciones potenciales. Para ello, se propone un marco teorico para la
simulacion de la difusion de hidrogeno en Mg basado en calculos atomisticos utilizando Dinamica Molecular Difusiva
(DMD) que nos permita estudiar el comportamiento del magnesio y sus hidruros en diferentes condiciones de
presion-temperatura. Nuestro modelo resuelve un problema acoplado Termo-Chemo-Mecanico (TMC) mediante un
esquema escalonado. Por un lado, la parte termo-mecanica considera un potencial ADP termalizado que es el mas
adecuado para modelar la transicion de fase del Mg (bcc«>hcp) causada por la formacion de MgH» a temperatura
finita. Finalmente, el problema quimico, que rige la evolucion temporal, se resuelve mediante una ecuacion de
difusion calibrada con informacion macroscopica.

PALABRAS CLAVE: Difusion de Hidrégeno, Almacenamiento de Hidrogeno, Magnesio, Modelos atomisticos,
Diffusive Molecular Dynamics

ABSTRACT

Magnesium (Mg) structural alloys offer desirable properties such as low density, machinability, and high specific
strength. These properties make Mg alloys advantageous for use in many structural applications but also for applications
as a hydrogen storage material due to the favorable cost and high gravimetric and volumetric densities of hydrogen.
However, the susceptibility of Mg alloys to hydrogen embrittlement phenomena can lead to low ductility and low
fracture toughness at room temperature, which may hinder their potential applications. Therefore, information about the
behavior of magnesium and its hydrides under different pressure-temperature conditions is highly required. A
theoretical framework for the simulation of hydrogen diffusion in Mg based on fully atomistic calculations using
the Diffusive Molecular Dynamics (DMD) is proposed. Our model consists of the resolution of a Thermo-Chemo-
Mechanical (TMC) coupled problem solved thorough a staggered scheme. On the one hand, the thermo-
mechanical part considers a thermalized Angular Dependent Potential (ADP) which is best suited to model the phase
transition of Mg (bccehep) caused by the formation of MgH, at finite temperature. And, on the other hand, the
chemical problem, which drives the time evolution, is solved by a diffusion equation calibrated with macroscopic
information.

KEYWORDS: Hydrogen diffusion, Hydrogen storage, Magnesium, Atomistic models, Diffusive Molecular Dynamics

1. INTRODUCTION potential applications, on top of that hydrogen diffusivity
is not a constant, furthermore, experimental research [1]—
Solute-induced phase transformation is a key process in [4] performed at fixed hydrogen composition (near Mg
various energy conversion and storage applications. or near MgH») shown that hydrogen diffusion varies at
Magnesium (Mg) alloys offer desirable properties such various stages of magnesium (de)hydrogenation.
as low density, machinability, and high specific strength. Therefore, there is no doubt that information about the
These properties make Mg alloys advantageous for use behavior of magnesium and its hydrides under different
as hydrogen storage container. However, the pressure-temperature conditions is highly required.
susceptibility of Mg alloys to hydrogen embrittlement
phenomena can lead to low ductility and low fracture Numerical analysis of this phenomenon is an attractive
toughness at room temperature, which may hinder their resource in order to achieve this goal since, well
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calibrated, allow us to perform a large number of
numerical experiments to enhance our comprehension of
the phenomenon. Continuum approaches [5]-[7] has
been widely applied to simulate hydrogen diffusion in
metals and its posterior embrittlement achieving good
agreement with experimental results. However, they fail
to account for the fine atomistic structure (e.g. local
lattice distortion and dislocations) across the phase
boundary due to its non-continuum nature. On the other
hand, classical Molecular Dynamics (DM) does supply
fully atomistic detail but need to resolve the thermal
vibration of the atoms which takes place in range of the
picoseconds, several orders of magnitude below the
hydrogen diffusion process, which takes this method out
of consideration [8], [9].

In this work, we apply a novel computational
framework referred as diffusive molecular dynamics
(DMD). This method is a new paradigm for simulating
the Thermo-Chemo-Mechanical (TMC) problems while
maintaining full atomic resolution. The defining idea
underlying DMD is the assumption that the time scale
of diffusion is much larger than that of microscopic
state transitions. Therefore, at an intermediate time
scale, the microscopic state variables can be considered
as random variables. This allows to couple a non-
equilibrium statistical thermodynamics model that
supplies the requisite driving forces for kinetics with a
discrete diffusion equation calibrated using macroscopic
data. In comparison to the stablished atomistic models
such as statistically averaged MD simulations [8], DMD
has a larger simulation time window as it does not
explicitly resolve thermal vibrations nor individual
microscopic state transitions. The DMD has been
applied to nanoindentation and sintering [10],
dislocation extension [11], nanovoid growth [12],
solute-defect interactions [13] and silicon lithiation [14].
A recent study by Sun et al. [9] shows that the DMD
model, when equipped with an embedded atom method
(EAM), can capture the separation of the @ and 8
phases of the system palladium-hydrogen (Pd-H).

However, magnesium hydride is an example of a so-
called “trans-formational” material since magnesium
and magnesium hydride have different crystal
structures: hexagonal closely packed (hcp) structure for
Mg and tetragonal rutile structure for a-MgH> (bcc <
hep). This contrasts with diffusional systems such as
PdHyx, for which palladium and palladium hydride have
the same face-centered cubic (fcc) crystal structure. The
main novelty of this paper in the proposal of a DMD
model capable of modeling the phase transition of Mg
during (de)hydrogenation at finite temperature by means
of a thermalized Angular Dependent Potential (ADP)
[15].

The structure of this paper is a follow: we begin by
presenting a succinct summary of DMD in the interest
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of completeness, in Section 2. The thermalized ADP is
subsequently presented in Section 3. A summary and
concluding remarks are consigned to Section 4, by way
of closing.

2. METHODOLOGY

We consider an HCP Mg sample, which includes host
sites occupied by Mg atoms and interstitial hexahedral
and octahedral sites that can be either occupied by H
atom or unoccupied. Henceforth, we denote the sites
belonging to the Mg lattice as Iy4, and the interstitial
sites by I;. At each interstitial site i € I;, we introduce
an occupancy function defined as

n = {1 is the site i is occupied by a H atom
t 0 if the site i is unoccupied.

(1)

The microscopic states of the system are defined by the
occupancy array {n} = (n;);e, and the instantaneous
value of the phase space given by {z} =

(i, pi)iEIMgulya where q; and p; stands by position and

momenta respectively. Based on the assumption of the
scale separation and the ergodic hypothesis, these
microscopic state variables that have a joint probability
distribution characterized by the density function
p(z,n). We determine p by recurring to Jaynes’
principle of maximum entropy [16], [17], i.e., by
maximizing the information-theoretical entropy to be

Dax § [p] = —kp(logp),

(2)

This system is required to fulfill the following
macroscopic local restrictions

i € Iyy Uly,
i €.

{(hl) =e€,
) = xi
(3)

Where kg is the Boltzmann constant, and (-) is an
operator known as phase average, which applied over
any function, say A({z},{n}), returns the expected or
macroscopic value of the given function. Here, h;
denotes the local Hamiltonian, e; is the particle energy
and y; is the atomic fraction.

In order to impose the set of restrictions Eqns. (3) into the
optimization problem enunciated by Eqn. (2), we appeal
to the classical method of Lagrange multipliers, where
we transform the constrain maximization problem into an
unconstrained problem resulting in

1
p==

o
=

e~ (AT (R + () ,
(4)
where E is the partition function, and {#} and {y} are

Lagrange multipliers. Eqn. (4), can be interpreted as non-
equilibrium generalization of the Gibbs grand-canonical
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probability density function. Notice, T; = ﬁ and py; =
BBi

kgT;y; can be defined as the particle absolute
temperature and the chemical potential of site i,
respectively.  As in the equilibrium theory, it is
sometimes convenient to work with the grand-canonical
free entropy ®, which can be obtained substituting (4)
into Eqn. (2) and getting the convex conjugate of the
resulting expression by the application of the Legendre
transformation

© (B} r}) = maxLip, {f1{r}] = kplogE({B} (v}).

(5)

Because the Hamiltonian h; is typically a nonlinear
function, the calculation of the thermodynamic potentials
(e.g., e; and E) is generally intractable. This limitation
can be surmounted by the application of a variational
formulation, e.g. Ref. [18]. Let us define a trial energy
hy € H,, and H,, be the trial functional space. Following
the standard rules of the calculus of variations, the
variational-equivalent problem to the one stated in Eqn.
(5)1s

©{p} v} = | max (kp{B} {(h — ho)o} — ky log 5o) =

- {hr?ln F[{ ho}, {83, {r}].

(6)

Related with the trial energy h,, we have the trial phase
space z,, and the difference between the physical phase
space and the trial one is defined as z' = z — z,. By
appealing to the arbitrariness of h,, we will adopt a
convenient gaussian structure. Taking this into account,
h, has the following structure

{ho} = l{Z’}T Q{z'} — kgT {yo} (n} =
k C o
{ BTIqL Qoil* +5— Ipl Poil? if i € Iy
Zoiz i

Where a uniform temperature T has been considered
seeking simplicity in further developments. After a
careful inspection of Eqn. (7), it can be shown that q;
and o; are the mean and standard deviation of q;, whereas
Po; 1s the mean of p;. Finally, y,; indicates the
dependence of chemical potential on H fraction ;.

- p0i|2 —kgTyoiny, if i € Iy.
(7)

qo;i|* +

2—mi|Pi

after
the

Substituting Eqn. (7) into Eqn.
straightforward algebraic
optimization problem becomes

Lo[tho}, {¥}]

1 1
= kB lOgEO +T<V)0 +_NkB

eVL+Y1
Z vit Zyl 1+ et

lEIMg i€Ely
(8)

(6), and
manipulations,

min
{g3.{o}.{p}
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where V({q}, {n}) denotes a general interatomic
potential energy. The corresponding Euler-Lagrange
equations are

0Ly <6V) “o
ag;  '9q°
0Ly 3kg 10(V), _
as, & T 95
0L, etitvi _
= S YitVi —y.) = 0.
3, kB(1+eVi+Vi)2 (1+e y;)=0

()

We may regard the first equation as the meanfield
condition of quasistatic equilibrium for the mean atomic
positions {q}, the second equation is known as the mean
field optimality condition, and the third equation stands
for the chemical equilibrium. The presented system of
Eqns. (10) is not closed. In order to close the system,
kinetic equations for the evolution of the atomic molar
fraction needs to be appended as in Ref. [18]. Without
loss of generality, we begin by noting the mass flow into
the site { may be expressed in conservation form as

(10)

where J;; = — Jj; is the discrete mass flux array from
site j to site i. The conjugate measure of J;; is Kjj,

which measures the internal entropy production rate
defined as

K;j = kB(Yi - Yj)-
(11)

Following Onsager, we postulate kinetics laws of the
general form

J = _ 9y (LKD)
v oK;;
(12)

where v is a discrete kinetic potential, to be modeled. In
that sense, Eqn. (12) can be regarded as a discrete Fick
law of diffusion. Following Refs. [10], [19] the mass
transport equation takes the form

B Z oY ({KD)
Lo 0K
],]¢l

= Zvie_ﬁEb (){j (1— ) ef (/2

@
—x(1= x))e? (ui—u,-)/Z)

X _
at

i
at

(13)

Where the sum runs over all connected neighbors, v is
the hoping frequency, and E), is a barrier energy which
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can be calibrated using the macroscopic diffusion
coefficient, see Refs. [14], [18].

3. THE MEANFIELD ADP POTENTIAL

For the system MgHx we consider the Angular
Dependent Potential (ADP) proposed by Mishin, see
Ref.[20], since it is more adequate in description of non-
cubic structures. This aspect is crucial if we want to
describe the phase transition of Mg properly. This
process occurs during the formation of the hydride
MgH>, see Ref.[15]. On top of that, to accommodate the
ADP to the present approach we will be interested in the
macroscopic value or expected value of the potential V.
Therefore, following the max-ent formalism, the
thermalized value of V is given by the following
expression

(V>o = (V¢>o + (VF>0 +(V”>0 + (V'1>0
(14)

The term (V ¢}, represents pair-interactions between
atomic sites via the pair potential ¢;; (ri j)

2

iEIMg,jEIMg,jii

1
(Ve = > (¢ij(7”ij) Yo

Xj (¢ij(rij) Yo

L1
2

iEIMg,jEIH,jii

1
+ 5 Z Xi (¢ij(7”ij) Yo
iEIH,jGIMg,jii
1
+ 5 Z XiXj (¢ij(7”ij) dos

i€ly,jEly,j#i
(15)

where the summation is over all j-th neighbors of i-th
atom within a cut-off distance. The second term,
(VF)y, is the embedding energy that is a function of the
total electron density and represents many-body
interactions between atoms

o1 1 .
Vo=3 ) FGD+35 ) xiF@)
iGIMg i€ly

(16)

The function F(p;) is the embedding energy of atom i in
the host electron density p; induced at site i by all other
atoms of the system. The host electron density is given
by

p= ) oD+ D ()
JJ#Lj€IMg Jj.j#i,jEly

(17)

Where p; is the electron density function assigned to an
atom j.
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This two first terms in Eqn. (14), give the principal
contribution to the system energy. Additionally, the two
remaining terms, (V#), and (V?*),, introduce non-

central interactions through the dipole vectors
and quadrupole tensors. They are intended to reflect
deviations of local environment from the cubic

symmetry. The contribution of the dipole term is given
by the scalar product of the measure of the dipole
distortion, y;, at the local environment of atom I

Wi = Z n; nju(|rii|) Tij
JJj#i
(18)

After some algebraic manipulations and taking the
thermal average the contribution of the dipole term to the
thermalized potential is

1
VEo = 5 ) - do

“30. > bl

YN B el

) (rl-]- ‘rij*)
(19)

The contribution of the quadrupole term is given by the
deviatoric part of the quadrupole term A;

1 1
Vi = 30 st ddy = g ) (TG

(20)

where 4; is
Ai =

Z ni 1y w(|ry|) ry ®
JJj#i
(21)

As in the Modified Embedded-Atom Method (MEAM)
and Electric Dipole Moments (EDM) methods, the role
of the angular terms, (V*), and (V%) is to penalize the
total energy for deviations of the atomic environments
from cubic symmetry. While these terms vanish in a
perfect cubic structure such as fcc or bee regardless of its
volume due to the properties of the scalar product, they
take non-zero values under non-hydrostatic strains and
thus affect the elastic constants of both cubic and non-
cubic crystals. These terms are especially important in
non-centrosymmetric  structures hpc likewise pure
Magnesium. A final remark on this section is, thermal
averages, (), required for the evaluation of the potential
can be calculated by recurse to third-order Hermitian
quadrature [21], however, the higher order terms which
arise due to the presence of the dipole and quadrupole
contribution may affect the accuracy of the early
mentioned integration rule, this aspect will be covered in
future research.
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4. SUMMARY AND CONCLUDING REMARKS

We have introduced an ADP-based DMD model which
is more appropriate to reproduce the phase transition of
Magnesium during hydrogenation than conventional
potentials. The main advantage of this approach is the
ability to consider phase transitions in the Magnesium
lattice structure during the hydrogen diffusion process.

Therefore, the large time window and atomistic
resolution of DMD renders it an excellent tool for
studding hydride phase-transformation within Mg
nanoparticles, which operates on time scales of seconds
to minutes.

As already mentioned, the narrow aim of this paper
focus on the proposal of a formulation rather. Whereas
aspects such as the rigorous description of the model, its
numerical resolution and ability predict macroscopic
mechanical properties of Mg and MgHx such as thermal
expansion, bulk and poisson moduli will be assessed in
a future publication.
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RESUMEN

La ejecucion de estructuras de acero con uniones desmontables basadas en pernos soldados presenta ventajas a la hora de
desmontar, reutilizar y reciclar sus elementos. La resistencia ultima de esta tipologia de unidn estructural viene
determinada principalmente por la resistencia que presentan los pernos soldados. En este trabajo se evalua de forma
analitica y experimental la resistencia de diferentes tipos de pernos comerciales que son soldados a diferentes geometrias
de tubo estructural. Para ello, primeramente, se determinan de manera experimental las propiedades mecéanicas que
presentan los pernos soldados en la zona de fusion, en la zona afectada térmicamente y en los metales base del perno y
del tubo. Con estos datos, se determina de forma analitica la resistencia a traccién, a punzonamiento y a desgarro laminar
del perno soldado. Finalmente, se contrastan los resultados experimentales con las predicciones analiticas. Del analisis
de los resultados se observa que, si se utilizan las propiedades mecanicas adecuadas, es posible predecir la resistencia del
perno de forma aceptable. De acuerdo con los resultados alcanzados, en los casos practicos de calculo ingenieril en los
que no sea posible o viable determinar estas propiedades, se propone el uso de las propiedades nominales del perno y del
tubo.

PALABRAS CLAVE: uniones atornilladas, pernos soldados, resistencia, estructuras de acero.

ABSTRACT

The design of steel structures with removable joints based on welded studs, has advantages because its elements can be
disassembled, reused, and recycled. The ultimate resistance of this type of structural connection is mainly determined by
the resistance of the welded studs. In this paper, the resistance of different types of commercial studs welded to different
structural tube geometries is evaluated analytically and experimentally. To this aim, the experimental mechanical
properties of the welded studs in the fusion zone, in the heat-affected zone and in the base metals of the stud and the tube
are determined. With these data, the resistance to tension, punching shear and lamellar tearing of the welded stud is
determined analytically. Finally, the experimental results are compared with the analytical predictions. From the data
analysis it is observed that, if appropriate mechanical properties are used, the resistance of the stud is possible to be
analytically predicted. According to the results achieved, the use of the nominal properties of the stud and tube is justified
in practical designs in which these mechanical properties are not possible or feasible to be determined.

KEYWORDS: bolted connections, welded studs, resistance, steel structures.

1. INTRODUCCION han propuesto una solucién consistente en soldar pernos
roscados al pilar de seccion hueca, lo que permite evitar
La ejecucion de edificios desmontables se considera una la necesidad de acceder a su interior.
oportunidad para lograr una construccion sostenible
debido a que permite ahorrar energia y materiales La soldadura de pernos por arco es un proceso de
mediante la reutilizacion y el reciclaje de los elementos soldadura por arco eléctrico que consiste en soldar un
estructurales [1]. Sin embargo, en el disefio de perno a una chapa metalica. En el proceso de soldadura
estructuras, las uniones atornilladas desmontables viga- el perno se une a la pieza de trabajo con ayuda de una
pilar que involucren una secciéon hueca como pilar y una pistola de soldeo y sin la necesidad de acceder al otro
seccion abierta como viga no se suelen utilizar, ya que lado de la chapa metalica, lo que hace el proceso
existe una dificultad a la hora de llevar a cabo el montaje adecuado en el disefio de uniones atornilladas con
al no poder acceder a la parte interior del tubo para perfiles de seccion hueca. Ademas, el perno puede
apretar los tornillos. Esto dificulta la utilizacién de adoptar muchas geometrias: roscado, sin rosca, cuadrado,
tornillos comerciales para unir los elementos conectados. etc. y tanto el perno como la chapa metalica pueden estar

Para solventar este inconveniente, algunos autores [2,3]
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hechos de varios materiales, incluidos acero, acero
inoxidable, aluminio, etc.

Por otra parte, los codigos de disefio estructurales como
por ejemplo el Eurocddigo 3-1.8 [4], centrado en el
diseflo de uniones en estructuras de acero, no incluyen
ecuaciones de diseflo que permitan obtener la rigidez y
resistencia de uniones viga-pilar formadas por pilares
huecos y vigas de seccion abierta. Esto implica que, si el
proyectista desea diseflar estructuras de acero con este
tipo de uniones, previamente debe obtener la rigidez y
resistencia para cada geometria de unién a emplear bien
a través de simulaciones con elementos finitos o bien
mediante ensayos experimentales, lo que implica una
desventaja competitiva medida en términos de tiempo de
disefio y coste de calculo, frente a otras tipologias
clasicas de uniones estructurales. En este contexto, la
obtencion de ecuaciones analiticas simplificaria
enormemente el procedimiento de caracterizacion de las
uniones que incluyen tubos como elementos tipo pilar en
las estructuras y permitiria la implementacion de
software de calculo especifico para unas tipologias de
unioén con un gran potencial de utilizacion.

| I PERNOS

| I TORNILLOS
| I g Y

| | i Fh

| I \_ TORNILLOS
| | PERNOS

Figura 1. Union viga-pilar atornillada con pernos
soldados y casquillos de angular a las alas.

En este trabajo se estudia la resistencia que presentan los
pernos soldados a pilares de secciéon hueca cuadrada o
rectangular. Inicialmente, se evaltan las propiedades
mecanicas que presentan los pernos de calidad K800
(8MnSi7) y 4.8 (S235) cuando se sueldan a pilares SHS
(Structural Hollow Section) o RHS (Rectangular Hollow
Section). Las propiedades mecanicas de las diferentes
regiones de los pernos soldados se estimaron de dos
maneras diferentes: utilizando Small Punch Test (SPT)
[5] y utilizando las relaciones entre dureza y limite
elastico propuestas por Fujita y Kuki [6] ademas de las
relaciones entre dureza y resistencia propuestas por
Murphy y Arbtins [7]. Estos resultados, se utilizaron para
proponer ecuaciones que sirvan para determinar de
manera analitica la resistencia del perno soldado. Los
resultados obtenidos con las ecuaciones se utilizaron para
evaluar el grado de concordancia con los obtenidos en
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ensayos experimentales llevados a cabo en probetas
reales realizadas considerando las dos calidades del
perno, junto con tres espesores diferentes de tubo
estructural (6, 8 y 10 mm).

2. CARACTERIZACION DE LOS PERNOS
SOLDADOS

Dada la dificultad o imposibilidad en algunos casos para
realizar ensayos de traccion convencionales, las
propiedades mecanicas de los pernos soldados y de la
zona afectada térmicamente por la soldadura se
determinaron de forma indirecta por dos vias: a)
mediante la medicion de la dureza y b) mediante el
ensayo de Small Punch Test. Ambos métodos
permitieron conocer de forma indirecta las propiedades
mecanicas que presenta el perno en la zona de fusion y
en la zona afectada térmicamente (ZAT).

El estudio de las propiedades mecanicas de los pernos
soldados se 1levo a cabo teniendo en cuenta los dos tipos
de pernos considerados en este trabajo. De esta manera,
se estudiaron las propiedades mecanicas de los pernos del
tipo RD (diametro reducido) de calidad 4.8 y K800
soldados a tubos estructurales de espesores ty=8mm y
to=10mm fabricadas en acero de calidad S355-J2H. Los
espesores de tubo se eligieron cumpliendo con los
valores minimos recomendados para llevar a cabo de
forma correcta la soldadura. Los espesores minimos
recomendados son 4 mm para M16 y de 5 mm para M20.

Los pernos se seleccionaron de rosca métrica, con
diametros de 16 y 20 mm ya que son los didmetros
maximos de pernos a soldar en las posiciones de
soldadura bajo techo (PE) y soldadura transversal (PC),
junto con tubos de seccion 200%200 y 200150, que son
las dimensiones que se esperan en pilares de edificios
ordinarios de hasta tres alturas [8]. La relacion de tubos
y didmetros de pernos utilizados en los ensayos de
caracterizacion se puede ver en la Tabla 1.

La soldadura se realizé con la maquina de soldadura de
pernos por arco sumergido INOTOP 1704 de Koco,
configurando los siguientes parametros de soldadura:
corriente de 1000 A, tiempo de soldadura 500 ms y 1,7
mm de elevacion para los pernos de métrica 16 y
corriente de 1150 A, tiempo de soldadura 650 ms y 2,2
mm de elevacion para los pernos de métrica 20.

Tabla 1. Relacion de tubos y diametros de pernos
utilizados en los ensayos de caracterizacion.

Tubo Espesor Métrica Calidad
SHS200 8 Ml16yM20 4.8y K800
SHS200 10 M16yM20 4.8 y K800

RHS200.150 8 M16yM20 4.8 y K800
RHS200.150 10 M16y M20 4.8 y K800

Una vez soldadas, las probetas se cortaron y se extrajeron
siete muestras de 10x10x0,5 mm de diferentes
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posiciones de la unién soldada, seglin la Figura 2. Del 1
al 5 las muestras se extrajeron perpendicularmente al eje
del perno, mientras que del 6 al 7, las muestras se
extrajeron perpendicularmente a la direccion de
laminacion del tubo. Las muestras extraidas se utilizaron
para realizar pruebas de Small Punch Test, mientras que
las areas adyacentes de esas muestras se utilizaron para
realizar mediciones de dureza.
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Figura 2. Zonas de extraccion de las probetas SPT.

A continuacion, las muestras se lijaron para eliminar la
capa exterior de 6xido. Para el procedimiento de lijado se
utilizé una herramienta en forma de troquel. La muestra
se insert6 en una de sus ranuras con una profundidad de
0.5 mm lo que permiti6 obtener el espesor final deseado.
El lijado se realiz6 en dos etapas con dos granos de lija
diferentes.

Tabla 2: Dureza Vickers en las diferentes zonas
analizadas.

Dureza Vickers (HV)
Probeta

B C D E F G H

T8 M16 K800
T8 M20 4.8
T8 M20 K800
T10 M16 K800
T10 M20 4.8
T10 M20 K800

278
213
253
278
193
258

275
207
226
266
205
250

299
188
321
324
205
302

217
162
171
173
212
207

168
162
164
182
183
182

179
183
162
172
176
202

155
151
146
182
174
169

Se realizaron medidas de dureza del area B al area H
(Figura 2) para evaluar el rango de valores de dureza en
diferentes partes de la soldadura, representativas de la
ZAT y del metal base en la union. Los ensayos de dureza
Vickers se realizaron con una carga de 31.12 kg. La Tabla
2 muestra la dureza Vickers obtenida en las zonas B a H
de los especimenes definidos en la Figura 2, donde B es
la superficie adyacente de la muestra 1, C es la superficie
adyacente de la muestra 2, y asi sucesivamente. La
primera columna indica el codigo de la probeta
constituido por el espesor del tubo, seguido del didmetro
y calidad del perno soldado. Asi, la probeta codificada
como 'T8 M16 K800' hace referencia a una calidad de
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perno K800 con un didmetro de 16 mm, soldado a un tubo
de 8 mm de espesor.

Los valores de dureza medidos experimentalmente se
emplearon para obtener una aproximacion de las
propiedades mecanicas del material a partir de
ecuaciones propuestas en la literatura. El limite eléstico
(fy) vy la resistencia a la traccion (fu) se estimaron a partir
de la dureza Vickers de acuerdo con la expresion
propuesta por Fujita & Kuki [6] mientras que la
resistencia a la traccion se evalud adicionalmente de
acuerdo a la expresion de Murphy & Arbtin [7].

Para la caracterizacion de las propiedades mecanicas
reales del acero de los tubos (SHS y RHS) se extrajeron
probetas de dos paredes adyacentes sin soldaduras de
cada tubo. Las probetas extraidas se mecanizaron a las
dimensiones normalizadas para obtener el limite elastico,
la tension de rotura y el médulo de Young. También se
realizaron ensayos de traccion estandar en el perno antes
de soldar. Se consideraron dos didmetros de pernos de 16
mm y 20 mm combinados con dos calidades de 4.8 y
K800. Los ensayos de traccion se realizaron en una
maquina universal de ensayos MTS 810 con célula de
carga de 100 kN. Las probetas se prepararon en la
Universidad de Oviedo partiendo de los pernos en bruto
y mecanizandolos en un torno hasta conseguir una
seccion transversal cilindrica reducida en la zona central,
en forma de hueso de perro. Los ensayos (Figura 3) se
realizaron en una maquina universal de ensayos MTS 810
con célula de carga de 100 kN. Se utiliz6é un equipo de
correlacion digital de imagenes, ARAMIS 5M, que se
configur6 con lentes de 50 mm de distancia focal.

Figura 3. Ensayo de traccion estandar de los pernos.

La evaluacion de los métodos indirectos para determinar
el limite elastico mediante dureza Vickers y mediante
SPT se realizd6 comparando sus resultados con ensayos
obtenidos en probetas estandar de traccion para las zonas
del tubo y del perno.

La estimacion del limite elastico (fy) a través de las
mediciones de dureza Vickers propuesta por Fujita &
Kuki obtuvo una mejor concordancia con los resultados
que se obtuvieron en los ensayos de traccion, con una
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desviacion aproximada del 13,9%. La propuesta del SPT
resultd ser conservadora.

En cuanto a la resistencia ultima, las dos estimaciones a
través de la dureza Vickers mostraron también una mejor
concordancia con los valores obtenidos directamente de
los ensayos de traccion existentes. La propuesta de Fujita
& Kuki encajé6 mejor que la de Murphy & Arbtin
(desviacion del 5,7% frente a 9,26%) pero es un poco
menos conservadora.

3. RESISTENCIA DEL PERNO
TUBO ESTRUCTURAL

Se realizaron pruebas de traccion en pernos soldados en
tubos estructurales para determinar su carga resistente.
Para ello, primeramente, se soldaron dos pernos idénticos
en una posicion simétrica en las dos caras opuestas del
tubo y se aplicé una carga de traccion hasta la rotura
como se muestra en la Figura 4. Las pruebas se llevaron
a cabo con dos didmetros (16 mm y 20 mm) y dos
calidades de pernos (4.8 y K800), y se consideraron tres
espesores de tubo (6, 8 y 10 mm) para hacer un conjunto
de doce ensayos.

SOLDADO A

Figura 4. Ensayo de traccion de los pernos soldados a
tubo estructural.

La Tabla 3 presenta la carga maxima que se registro para
cada conjunto perno-tubo con referencia al diametro del
perno, calidad y el espesor del tubo al que fue soldado.

La tabla también presenta la prediccion de fallo por
traccion (Fy), tomada como 0.9 por la resistencia tltima
del perno por el area de seccion minima, es decir,
considerando como secciéon minima la calculada con el
diametro reducido del perno. Ademas, el punzonamiento
(Bp) se calculd como la resistencia elastica a cortante de
un area cilindrica con un didmetro igual al diametro
reducido del perno y una altura igual al espesor del tubo.
Esto es, multiplicando esta area por el limite elastico del
tubo dividido por la raiz cuadrada de 3. La ultima
columna presenta la carga de fallo debido al desgarro
laminar (F1), que se calculd como el fallo por traccion,
pero utilizando la resistencia ultima a la traccion del tubo.
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Tabla 3: Carga mdxima experimental y analitica para
las diferentes configuraciones de perno-tubo.

EXP ANALITICO
PROBETA  Fuep F, B, Fy

[KN] [KN]  [kN] [kN]
$16-4.8 511 590  57.8 63.4
$16-4.8 737 590 739 57.7
$16-4.8 752 590  96.0 62.1
S16-K800 543 985 441 48.5
S16-K800  71.6 985  73.9 57.7
$16-K800 - 985 1158 71.7
$20-4.8 433 1225 63.9 91.6
$20-4.8 83.8 1225 939 93.0
$20-4.8 119.8 1225 1218  100.1
S20-K800  47.1 1550  63.9 91.6
$20-K800 - 1550 912 99.3
$20-K800  121.1 1550 1470 1155

A partir de la tabla se infiere que la resistencia analitica
de los pernos se puede calcular utilizando las ecuaciones
propuestas con una buena concordancia, con la mayoria
de los resultados en el lado de la seguridad y un factor
global de seguridad de 0,95. También se observo que, si
se consideran las propiedades nominales de los pernos,
las cuales son inferiores a las propiedades mecanicas
reales, el factor global de seguridad aumenta hasta 1,29.

4. CONCLUSIONES

En este trabajo se estudian las propiedades mecéanicas que
presentan los pernos de calidades 4.8 y K800 soldados a
pilares de acero S355J2H de seccion tubular para
materializar uniones atornilladas viga-pilar. Las
propiedades mecanicas se obtuvieron en diferentes
puntos de la soldadura mediante una correlacion con la
dureza Vickers y mediante el ensayo de Small Punch
Test. En este articulo, los enfoques a partir de la dureza
propuestos por Murphy y Arbtin se utilizaron en los
calculos debido a la mejor concordancia encontrada por
los autores cuando se compararon los resultados con los
obtenidos en los ensayos de traccion estandar.

Los resultados anteriores sirvieron para determinar la
resistencia que presentan los pernos cuando se sueldan a
tubo estructural. Se utilizaron ecuaciones tipicas para el
calculo de la resistencia de tornillos a traccidn, cortante,
punzonamiento y desgarro laminar, lo que en
combinaciéon con la caracterizacion previa de las
propiedades mecanicas del perno soldado permiti6
determinar con fiabilidad la resistencia que presentan los
pernos soldados. La utilizacion de estas ecuaciones
resulta de gran interés para determinar de forma analitica
la resistencia que presentan los pernos soldados cuando
se utilizan para ensamblar uniones estructurales. Este
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conocimiento, permitira aprovechar las ventajas que
presentan este tipo de uniones para llevar a cabo una
edificacion mas sostenible.
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RESUMEN

Este trabajo analiza el comportamiento a pandeo de columnas fisuradas de tipo Euler-Bernoulli inmersas en un medio
elastico de tipo Winkler, obteniendo sus cargas criticas de pandeo. Para ello, la columna se modeliza como dos segmentos
conectados en la seccion fisurada mediante un resorte rotacional sin masa, cuya rigidez es proporcional al momento flector
transmitido a través de dicha seccién fisurada, recogiendo asi la discontinuidad de giro que se produce en la seccién que
contiene la fisura durante la flexion por pandeo. Las ecuaciones diferenciales de pandeo se resuelven individualmente
para cada segmento aplicando las correspondientes condiciones de contorno, asi como las condiciones de compatibilidad
y salto apropiadas en la seccién fisurada. La metodologia propuesta, permite calcular las cargas de pandeo en funcién del
tipo de apoyo, del parametro que define la rigidez del suelo elastico, de la posicion de la fisura y de la longitud inicial de
la misma. Los resultados obtenidos se comparan satisfactoriamente con los publicados por otros autores —en trabajos que
tratan el problema de forma parcial—, poniendo de manifiesto la interaccion e importancia de los pardmetros considerados
en la determinacion de las cargas criticas de pandeo del sistema.

PALABRAS CLAVE: Cargas criticas de pandeo, Columnas de Euler-Bernoulli, Columnas fisuradas, Winkler
ABSTRACT

This work analyses the buckling behaviour of cracked Euler-Bernoulli columns immersed in a Winkler elastic medium,
obtaining their buckling loads. For this purpose, the beam is modelled as two segments connected in the cracked section
by a massless rotational spring. Its stiffnesses is proportional to the bending moment transmitted through the cracked
section, considering the discontinuity of the rotation due to bending. The differential equations for the buckling behaviour
are solved by applying the corresponding boundary conditions, as well as the compatibility and jump conditions of the
cracked section. The proposed methodology allows calculating the buckling load as a function of the type of support, the
parameter defining the elastic soil, the crack position and the initial length of the crack. The results obtained are compared
with those published by other authors —in works that deal with the problem in a partial way —, showing the interaction
and importance of the parameters considered in the buckling loads of the system.

KEYWORDS: Buckling loads, Euler-Bernoulli columns, Cracked columns, Winkler

1. INTRODUCCION con frecuencia al modelo de Winkler, en el que el suelo
se considera como un conjunto de muelles lineales
El andlisis de la estabilidad de elementos con tipologia uniformemente distribuidos e inconexos. Asi, un sistema
viga sometidos a cargas de compresion es fundamental viga-suelo puede analizarse con la teoria clasica de
para el disefio de estructuras en los campos civil, pandeo, incluyendo en la ecuacién de gobierno un
mecénico, aeronautico, nuclear y offshore. El pandeo es término proporcional al desplazamiento transversal de la
uno de los modos de inestabilidad més habituales en las viga [1, 2].
estructuras columnares, pero también en elementos que
se apoyan sobre el terreno, tales como tuberias, pilotes, Por otra parte, la presencia de fisuras en este tipo de
zapatas 0 vias de ferrocarril. Debido a sus caracteristicas estructuras puede provocar una disminucién de rigidez
geométricas, estas estructuras suelen modelarse como cuya magnitud depende, principalmente, de la geometria
vigas en ingenieria civil o ingenieria ferroviaria, siendo del elemento, y de las condiciones de apoyo y tamafio de
la teoria de Euler-Bernoulli; la mas empleada debido a su la fisura. Esta disminucidn de rigidez puede tener un
habitual elevada esbeltez. Ademas, para la consideracion efecto significativo en la carga de pandeo de la viga. El
del efecto ejercido por el suelo sobre la viga se recurre tratamiento de la fisura consiste en representar la seccién
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dafiada mediante un muelle rotacional cuya rigidez esta
relacionada con el tamafio de la fisura y la geometria de
la seccion transversal, e imponer en ella continuidad en
el desplazamiento, el momento flector y la fuerza
cortante, asi como la discontinuidad en el giro que resulta
proporcional momento flector transmitido. Empleando
esta metodologia (asi como otras alternativas
equivalentes que consideran singularidades en la rigidez
a flexion mediante la funcién delta de Dirac) se ha
estudiado el problema de pandeo en vigas fisuradas [3-
5]. No obstante, los anteriores trabajos no consideran el
medio elastico en el que la viga puede estar embebida, lo
que justifica un estudio detallado de su efecto
estabilizador en la carga de pandeo para evitar el posible
sobredimensionamiento del elemento estructural.

El presente trabajo, analiza el caso de columnas esbeltas
de Euler-Bernoulli fisuradas e inmersas en un medio
elastico sometidas a compresién, considerando la
discontinuidad de movimiento por flexion en dicha
seccidn. Se analiza el efecto de la posicién y longitud de
la fisura, rigidez del medio circundante y tipo de apoyos
en la determinacién de las cargas criticas de pandeo.

2. MODELO DE COLUMNA DE EULER-
BERNOULLI EN UN MEDIO ELASTICO

2.1. Planteamiento tedrico de columna sin fisura

Considere una columna sin fisura, de longitud L, ancho
B, canto W, momento de inercia de seccion transversal I,
mddulo de Young E, inmersa en un medio elastico tipo
Winkler, de rigidez kw, y sometida a compresion, tal y
como se muestra en la figura 1 (izquierda).

| !

d
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[

W
W\~ MWW

Thwd @B
L AN MWW~
b AW\ MWW
W\~ MWW~
v [ [WW L MWW
kw

—_—

f

Figura 1. 1zqda: Columna fisurada de Euler-Bernoulli
es un medio elastico tipo Winkler. Dcha: Modelo
equivalente con muelle elastico para la seccién
fisurada.

Siguiendo la teoria clasica de Euler, la ecuaciéon que
gobierna el comportamiento ante pandeo en una columna
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de secciodn transversal uniforme embebida en un medio
elastico, se pueden presentar como:

d*v(x) d?v(x)
El dxt + P, dx2

@

+ k,v(x) =0

donde v(x) es la deflexion transversal de la columna,
siendo x es la coordenada cartesiana en direccion
longitudinal de la columna, con origen en el apoyo
inferior, y P es la carga critica de pandeo. Considerando
las siguientes variables adimensionales:

—E- —E- Z—PC_LZ. _kWL4 2
S=p Ve == )

la ecuacion (1) puede reescribirse como:
VEOY+22 V()" +K, - V(E)=0 3)

donde (-)" representa la derivada respecto a&. La
solucion general para la ecuacion de coeficientes
constantes (3) puede expresarse por medio de funciones
hiperbdlicas. Sin embargo, teniendo en cuenta las
definiciones de giro 6 y esfuerzos (momento flector, M,
y cortante, Q),

O=V;M=V";Q=V"+ 2V 4)
dicha solucion puede expresarse de manera mas
conveniente en funcién de los desplazamientos Yy
esfuerzos en el apoyo inferior, £=0, (Vo, 80, Mo, Qo) y de
las funciones de Krylov-Duncan [6]:

V() =V 9:1(§) + 6 - g2(§)+M, - g3($)

+ 00 94©) ©)
siendo las siguientes funciones y pardmetros:
B A2Cosh[A, €]
9:(6) = Cosh[4; 8] + =5~ ®)
B A12Cosh[A2€]
— A3+ A3
© Sinh(A; &) (A% + AD)Sinh(A, &)
92(8) = -
’ A Ay (£ = 43) o
(A% + A3)Sinh[A2¢]
A2(A2 — AD)
_ Cosh(4, §) 3 Cosh(4, &)
8 =" g ®)
) = Sinh(A; &) Sinh(A, &) ©

Ay (Af = A3) Ay (Af = 43)
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(10)

Para su resolucion, se deben aplicar las correspondientes
condiciones de contorno en cada extremo (tabla 1):

Tabla 1. Condiciones de contorno.

I
o|lo|o

Apoyo simple
Empotramiento
Extremo libre

SN
|

M
6
Q

2.2. Planteamiento del problema en columnas fisuradas

Sea una fisura abierta de longitud a situada a una
distancia S= (b/L) desde el apoyo inferior. Siguiendo
el método propuesto por Freund y Herrmann en 1976 [7]
y seguido por muchos otros autores [8-13], la columna
fisurada se considera como dos tramos conectados con un
muelle elasticos rotacional, como se muestra en la Figura
1 (derecha), cuya rigidez depende de la profundidad de
fisura y geometria de la seccién fisurada.

La discontinuidad en la pendiente de la deflexién de la
columna en la seccidn fisurada, A6, es proporcional al
momento flector trasmitido por dicha seccién, M(b), de
la siguiente forma:

40 = CyM(X)l,_, (11)

(12)

w
Cm = Em(a, geometria seccion transversal)

donde @ = (a/W) es la longitud adimensional de fisura.
La funcién m puede evaluarse utilizando la teoria de la
mecénica de la fractura y, para el caso particular de una
viga de seccion transversal rectangular, adopta la forma
[15]:

a 2

ma) = 2 (m) (5.93 — 19.69a
+ 34.14a? — 35.84a3
+13.2a%)

(13)

La solucion de desplazamiento para cada uno de los dos
tramos son las siguientes:

Vi + 226" + Ky Vi (§) = 0; (1)
0<é<B,

V(O + Vo) + Ky V2 (§) = 0; (15)
p<é<,

siendo A autovalor de la columna fisurada en el medio
elastico, relacionado con la carga critica de pandeo de la
columna con fisura a través de la expresion (2).
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Las ecuaciones anteriores deben resolverse aplicando las
correspondientes condiciones de contorno, asi como las
siguientes condiciones de continuidad y salto en la
seccion fisurada, £=p:

Continuidad en la deflexion:

AV =V, -V =0 (16)
- Discontinuidad en el giro:
40 =V,'B)-'(B) = nV2"(B) a7
- Continuidad en momento flector:
"B =" (18)
- Continuidad en esfuerzo cortante:
V" (B) + 22V, (B) = V"' (B) + 22V, (B) (19)

. w 7
siendo 7 :Tm(“) el parametro que controla la
severidad de la fisura.

3. SOLUCION DIRECTA

Se puede obtener la solucién directa para las fuerzas de
pandeo analizando por separado los tramos de columna
gue se encuentran a cada lado de la fisura. La solucion
para cada tramo, V; » (%), que satisface las condiciones de
compatibilidad en la fisura, se puede expresar en funcion
de desplazamiento, giro y esfuerzos en el apoyo inferior,
€=0, asi como de la discontinuidad en el giro en la
seccion fisurada, E=p:

Vi§) =Vo - 91(&) + & - 92(§) + My - g3(8)
+ Qo - 94(§)

Vo(&) = Vi(§) + 46 - g, (& — B);

(20)

(21)

Aplicando las condiciones de contorno en los extremos y
las de compatibilidad en la seccion fisurada, para las
funciones de desplazamiento V;,(§), se llega al
correspondiente problema de autovalores cuya solucion
permite obtener las cargas criticas de pandeo del sistema.

4. RESULTADOS NUMERICOS
4.1. Influencia de la fisura en la carga de pandeo

En primer lugar, el modelo propuesto ha sido aplicado a
columnas de Euler-Bernoulli sin fisura y en ausencia de
medio elastico, Kw=0, con distintas condiciones de
contorno (biapoyada, biempotrada, empotrada-libre,
empotrada-apoyada). Los autovalores obtenidos, asi
como las correspondientes cargas criticas de pandeo, P,
muestran una perfecta coincidencia con los casos
descritos por otros autores [15].
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Posteriormente, se ha analizado la influencia de la
severidad de la fisura y posicion de la seccién fisurada en
ausencia de medio elastico. Las cargas criticas obtenidas
para fisuras de longitud adimensional (a/W) entre 0y
0.9, y situadas a distancia f= 0.25y = 0.5 desde el
apoyo inferior, coinciden con las calculadas en otros
trabajos [16]. Dichos resultados se representan de manera
normalizada con el valor correspondiente al caso sin
fisurar en las figuras 2 y 3, respectivamente.

strada - Empotrada
Empotrada - Libre
=0O= Empotrada - Apoyada

0

0 ! 0.2 03 04 05 06 07 0% 0.9
a/W
Figura 2. Variacion de la primera carga critica de
pandeo normalizada con (a/W) para diferentes
condiciones de contorno y g = 0.25.

e
-5 -

Apovada - Apoyada
O~ Empotrada - Empotrada
0477 —@— Empotrada - I
=0= Empotrada - Apovada

Aibre

0.3 T
0.0 0.1

02 03 0.4 05 06 07 08 0.9
a/W
Figura 3. Variacion de la primera carga critica de
pandeo normalizada con (a/W) para diferentes
condiciones de contornoy g = 0.5.

Como era esperable, se observa que la carga de pandeo
disminuye con la longitud de fisura. Respecto a la
posicion de la seccion fisurada, esta afecta
significativamente. Como caso representativo se puede
observar el caso biempotrado. En el caso de seccion
fisurada en g = 0.25 (figura 2), el momento flector es
nulo y la carga de pandeo no se ve afectada por la fisura.
Este comportamiento difiere mucho en el caso de =
0.50 (figura 3).

4.2. Influencia del medio elastico en la carga de pandeo
Para analizar la aplicabilidad del modelo ante el caso de

que la columna esté embebida en un medio elastico, se
considera el caso de una columna de acero biapoyada
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intacta, de longitud L=1 m, secciébn con momento de
inercia 1=833.333 mm¢*, y modulo de Young E=200 GPa
[16]. Los valores de la carga de pandeo, P, obtenidos
para distintos valores del pardmetro adimensional K, [0,
5, 10, 50, 100], junto a los calculados mediante la
solucién analitica propuesta por Jando en 2013 [16],
ecuacion (23), se presentan en la tabla 2:

b Kt A)EI

c 7ZZL2 (23)

Tabla 2. Comparacién de resultados para columna
biapoyada sin fisura en medio elastico.

Kw

Pc [N]

0

5

10

50

100

Tedrica [15]

1644.94

1729.36

1814.82

2489.28

3334.65

Propia

1644.94

1729.44

1813.94

2489.95

3334.97

Error [%]

0

0

0.01

0.03

0.04

La comparacion entre resultados muestra la buena
correlaciéon entre soluciones, con un error inferior al
0.04%, validando la solucion propuesta.

Adicionalmente, en la figura 4 se muestra la variacion de
la carga critica normalizada con la rigidez del medio para
otras condiciones de contorno. En todos los casos, se
aprecia un incremento de dicha carga con Ky, siendo mas
notable a medida que las condiciones de contorno son
menos rigidas, como ocurre en los casos de vigas
biapoyada y en voladizo.

=0~ Apovada - Apoyada
157 |—O— Empotrada - Empotrada
—0— Empotrada - Lilre

1{=0- Empotrada - Apoyada

Figura 4. Variacion de la primera carga critica de
pandeo normalizada con Kw y diferentes condiciones de
contorno.

4.2. Influencia combinada del medio elastico y fisura en
la carga de pandeo

Se analiza a continuacion el efecto acoplado de la seccion
fisurada, tanto en la posicion g = 0.25 como en 8 = 0.50,
y del medio elastico en el caso de columna biapoyada.
Para ello, se presentan en las figuras 5 y 6, la variacion
de la carga critica de pandeo con respecto a (a/W) y K,,,.
Dicha carga se presenta normalizada con la
correspondiente a una columna intacta en un medio
elastico circundante con rigidez nula.
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Figura 5. Variacién de la primera carga critica de
pandeo normalizada con (a/W) y para diferentes Kw.
Columna biapoyada, S = 0.25.

0.2 M S e S . p———
0.0 0.1 0.2 0.3 0.4

Figura 5. Variacion de la primera carga critica de
pandeo normalizada con (a/W) y para diferentes K.
Columna biapoyada, S = 0.5.

En todos los casos, se aprecia una disminucién de la
carga critica de pandeo con la longitud de fisura, mientras
que por otro lado, dicha carga aumenta con la rigidez del
medio.

Se observa que, aunque las tendencias son parecidas en
todos los casos, la disminucién porcentual de la carga de
pandeo es menos cuanto mayor es Ky, debido a la mayor
rigidez transversal del sistema.

5. CONCLUSIONES

Es conocido que la presencia de fisuras en una columna
sometida a compresion, reduce las fuerzas de pandeo de
la estructura al hacerla mas flexible. En este trabajo se
propone un modelo tedrico para determinar dichas cargas
criticas en columnas de Euler-Bernoulli fisuradas e
inmersas en un medio elastico tipo Winkler, para
distintas condiciones de contorno. EI método descrito
divide la columna en dos segmentos conectados mediante
un muelle eldstico rotacional sin masa, cuya rigidez esta
relacionada con el momento flector transmitido en la
seccion fisurada, y que satisface las correspondientes
condiciones de continuidad y salto en la seccion fisurada.
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El modelo propuesto ha sido validado, de manera
independiente, con resultados de la literatura, tanto para
el caso de columnas fisuradas en ausencia de medio
elastico como para el de columnas intactas inmersas en
un medio eldstico tipo Winkler.

Posteriormente, se ha analizado el efecto acoplado de la
presencia de fisura y del medio elastico, observando el
efecto opuesto en la fuerza critica de pandeo que
producen ambas consideraciones.
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RESUMEN

Todas las estructuras sometidas a cargas dinamicas son susceptibles de sufrir algan tipo de dafio o degradacién por fatiga.
Una de las metodologias mas utilizadas en el dimensionamiento a fatiga consiste en determinar las tensiones a partir de
modelos de cargas de amplitud variable, calcular el espectro de dichas tensiones mediante la técnica del rainflow y evaluar
el dafio acumulado utilizado la regla de Miner. Las hormas suelen considerar modelos simplificados de cargas de amplitud
constante, para simplificar los calculos a fatiga. En este trabajo se presenta una metodologia para estimar tensiones en
diferentes puntos de una estructura, utilizando medidas experimentales (aceleraciones, velocidades o desplazamientos)
en un namero limitado de puntos, y parametros modales (numéricos o experimentales), con el objeto de reducir la
incertidumbre asociada a las tensiones existentes en cada punto de la estructura. Si la estimacién de las tensiones se realiza
en tiempo real se puede realizar una monitorizacion a fatiga de la estructura, es decir, calcular el dafio acumulado a lo
largo del tiempo, aportando informacién valiosa para estimar la vida remanente de estructuras en servicio. Esta
metodologia presenta, ademas, la ventaja de ser facilmente combinable con otras técnicas de deteccion de dafio basadas
en andlisis modal operacional (OMA).

PALABRAS CLAVE: Fatiga, OMA, SHM, Monitorizacion, Estimacion de tensiones.

ABSTRACT

All structures subjected to dynamic loads are prone to some type of fatigue damage or degradation. One of the most
commonly used methodologies in fatigue design consists of determining the stresses time histories from variable
amplitude load models, calculating the stress spectrum using the rainflow technique and evaluating the total fatigue
damage using Miner's rule. To simplify the calculations, the standards often consider simplified constant amplitude
loading histories. In order to reduce the uncertainty associated with the stresses at each point of the structure, this paper
presents a methodology to estimate stresses at different points of a structure, using experimental measurements
(accelerations, velocities or displacements) at a limited number of points, and modal parameters (numerical or
experimental). If stresses are estimated in real time, it is possible to perform fatigue monitoring of the structure, i.e. to
calculate the accumulated damage over time, providing valuable information for estimating the remaining life of
structures in service. This methodology also has the advantage of being combinable with other damage detection
techniques based on operational modal analysis (OMA).

KEYWORDS: Fatigue, OMA, SHM, Monitoring, Stress estimation.

1. INTRODUCCION visuales. Adicionalmente, se han empezado a

implementar sistemas de monitorizacion estructural. La
Todas las estructuras sometidas a cargas dindmicas son monitorizacion de estructuras (Structural Health
susceptibles de sufrir algin tipo de dafio o degradacién Monitoring — SHM) permite la deteccion del dafio en
por fatiga. Por esta razén, el fallo por fatiga en este tipo tiempo real debido a los cambios que éste produce en las
de estructuras es uno de los principales criterios de propiedades dinamicas de la estructura. Es decir,
disefio/dimensionamiento a considerar. En la actualidad, monitorizando algunos parametros modales (frecuencias,
gran cantidad de estructuras en servicio (parques edlicos, modos de vibracion, ...) y observando su variacion en el
solares, ...) estan a punto de finalizar su vida Util y se tiempo, se puede detectar, localizar, cuantificar y
desconoce el dafio acumulado por fatiga, por lo que predecir el dafio en estructuras [1].

tampoco se puede estimar su vida remanente.

En el célculo de estructuras la metodologia mas utilizada
En la actualidad, la integridad y el mantenimiento de las para el dimensionamiento a fatiga consiste en: la
estructuras se basa principalmente en inspecciones obtencién del historico de tensiones en el dominio del
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tiempo a partir de modelos simplificados de cargas, el
célculo del rainflow de dichas tensiones y la evaluacion
del dafio por fatiga utilizando un modelo de acumulacién
de dafio como la regla de Miner, junto con un modelo
S-N del material [2].

Esta metodologia presenta un alto nivel de
incertidumbre, por lo que se suelen utilizar altos
coeficientes de seguridad en el dimensionamiento. Una
de las principales limitaciones se debe a la aleatoriedad
de las cargas, siendo necesario la utilizacién de modelos
simplificados disponibles en cddigos y normativas.

En este trabajo se propone una metodologia que combina
la monitorizacion en continuo de estructuras con la
estimacion del dafio acumulado a fatiga en tiempo real.
Para ello se estimaran las tensiones en tiempo real en
diferentes puntos de la estructura, lo que permitird
realizar un calculo a fatiga en tiempo real mucho més
preciso.

Esta metodologia se puede dividir en dos grandes
bloques, el primero se define como una etapa previa a la
monitorizacion (figura 1) y el segundo consta de la
monitorizacion en tiempo real en si misma (figura 3). En
este articulo se desarrollara la etapa previa en la seccién
2 y la etapa en tiempo real en la seccion 3.
Adicionalmente, se expondrd un caso practico en la
seccién 4 y se comentaran las principales conclusiones
en la seccién 5.

2. METODOLOGIA - ETAPA PREVIA

En esta seccion se detallaran las tres fases que forman la
etapa previa de la metodologia propuesta (figura 1).

El primer punto (fase 1) de esta etapa consiste en la
creacion de un modelo de elementos finitos de la
estructura de estudio. En segundo lugar (fase 2) se realiza
un andlisis modal operacional (OMA) de la estructura
para identificar los parametros modales experimentales
de la misma (frecuencias naturales, modos de vibracién e
indices de amortiguamiento).

A continuacion, se analiza la correlacién de los modelos
numéricos y experimental comparando los pardmetros
modales (frecuencias naturales y modos de vibracion) de
ambos modelos, y se decide si es necesario proceder a un
proceso de calibracion del modelo numérico (fase 3).

ETAPA PREVIA

Calibracion

Figura 1. Fases de la etapa previa
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En la fase 3, en caso de que sea necesario, se readaptara
el modelo de elementos finitos de manera que exista una
buena correlacion numérico-experimental, sobre todo en
términos de su comportamiento dinamico [3]. Esta
calibracion consiste en el ajuste de determinados
parametros del modelo numérico (propiedades de los
materiales, condiciones de contorno, ...) de manera que
se minimicen las discrepancias en los parametros
modales objetivo (por ejemplo, frecuencias y modos de
vibracion). Este proceso se puede realizar de forma
manual o utilizando software especifico destinado a este
proposito.

@ Puntos de monitorizacion
(gdI activos)
@ Localizacion de interés

(gdl desconocidos)
/.\

Figura 2. Grados de libertad activos y desconocidos

Tanto del modelo numérico calibrado como de la
estructura real se extraen los pardmetros modales
necesarios para el célculo posterior de tensiones. Estos
parametros son: los modos ¢, tanto del modelo numérico
como de la estructura real en los grados de libertad (gdl)
activos (figura 2 — puntos rojos) y los modos de tensiones
¢, del modelo numérico en los puntos donde se deseen
calcular las tensiones, es decir, los gdl desconocidos
(figura 2 — puntos azules).

3. METODOLOGIA - MONITORIZACION

En este apartado se describen las fases que se realizan en
la etapa de monitorizacién en tiempo real (figura 3).
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MONITORIZACION EN TIEMPO REAL
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Figura 3. Fases de la monitorizacion
3.1. Medicion experimental (fase 4)

La fase 4 consiste en la medicién experimental de
aceleraciones/velocidades/desplazamientos en tiempo
real de la estructura. Estas mediciones se realizaran
mediante la utilizacion de sensores en un ndmero
limitado de puntos, es decir, en los gdl activos (figura 2
— puntos rojos).

Se almacenardn bloques de datos de una duracion
determinada, los cuales se analizaran en las fases
posteriores (fases 5, 6 y 7); una vez finalice el registro de
cada blogue. De este modo, se analiza un bloque mientras
que se registra el siguiente y asi sucesivamente.

3.2. Estimacion de tensiones (fase 5)

La fase 5 consiste en la estimacién de tensiones en tiempo
real en los puntos de interés. Para ello se utilizara el
método de superposicién modal, es decir, se calculan las
coordenadas modales q(t) utilizando los modos
experimentales ¢, y los desplazamientos u(t) en los gdl
activos. Si se midieron velocidades o aceleraciones sera
necesario utilizar técnicas de integracion (en tiempo o en
frecuencia) para obtener los desplazamientos.

q(®) = ¢5 - u®) @
Se obtendran tantas coordenadas modales q(t) como
modos se hayan tenido en cuenta en la matriz de modos

(¢x)-

Para calcular las tensiones serd también necesario
obtener los modos de tensiones experimentales (¢, ) en
los gdl desconocidos (puntos azules). Esta técnica se
conoce como expansion modal [4]. Para ello se debe
tener en cuenta que los modos experimentales se pueden
expresar como una combinacion lineal de los modos
numéricos:
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by =pg * T 2
La matriz de transformacion T se puede calcular
reescribiendo la ecuacion 2 como:

T = ¢p " ¢y @)

Donde ‘+’ indica pseudoinversa.

Una vez que la matriz T es conocida, se pueden estimar

los modos de tensiones experimentales (¢, ) en los gdl

desconocidos a partir de los modos de tensiones

numéricos en dichos puntos (¢,,.), es decir:

¢O’x = T ' ¢;—FE (4)

Finalmente, se pueden estimar las tensiones en los puntos
de interés mediante la expresion:

o(t) = ¢,, * q(®) (®)

Se obtendra por lo tanto un histérico de tensiones de

amplitud variable, es decir, la tension frente a tiempo (ver
Fig. 4) en cada uno de los puntos seleccionados.

Es importante tener en cuenta que, para obtener tensiones
precisas, ademas de una buena correlacion numérico-
experimental, es importante disponer de un modelo
detallado en los puntos de interés, es decir, s necesario
utilizar una malla de elementos finitos que permita
definir con precisién las tensiones en dicha zona.

O'(t)“
M\f\/\f\./\;
AR VW\M

Figura 4. Tensién frente a tiempo

3.3. Rainflow (fase 6)

Las tensiones estimadas en la fase 5 son tensiones de
amplitud variable en el dominio del tiempo. Sin embargo,
para la utilizaciéon de la regla de Miner es necesario
conocer el espectro de tensiones, el cual se puede
determinar a partir del historico de tensiones utilizando
un método de conteo de ciclos como el rainflow.

Oa

Figura 5. Rainflow
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3.4. Fatiga (fase 7)

Para evaluar el dafio por fatiga existen diferentes
metodologias, siendo las més utilizada la regla de Miner.
Para ello se necesita conocer el espectro de tensiones
obtenido mediante el rainflow en la fase 5 y un modelo
del campo S-N del material.

La regla de Miner (Eq. 3) es un modelo de acumulacién
de dafio lineal que utiliza un indice de dafio D (0 < D <
1) y que se determina mediante la expresion:

D=

i

k
n.
— (6)
Ni

=1

Donde k el nimero de diferentes niveles de tensiones, n;

es el nimero de ciclos del espectro de tensiones al nivel

Aag; y N; el numero total de ciclos del campo S-N al nivel

AO'L' .

4. CASO PRACTICO

En este apartado se aplican todas las fases de esta
metodologia utilizando un caso numérico/simulado. No
se han considerado en el estudio errores ni ruido en las
medidas experimentales.

4.1. Caso de estudio

El caso de estudio consta de una viga metélica en
voladizo simulada en un programa de elementos finitos
(Abaqus). Se trata de una viga maciza de acero de seccion
rectangular. Para el apoyo se utilizan muelles en vez de
utilizar un empotramiento perfecto, ya que se sabe que
esta condicion de contorno no suele ser real. Con este
modelo se simula el caso experimental, de ahora en
adelante Modelo B (ver figura 6).

Modelo Num.
(Modelo A)

Caso Exp.
(Modelo B)

Figura 6. Modelos utilizados en el caso préactico

Por otra parte, como se explico previamente, para aplicar
esta metodologia es necesario realizar un modelo
numérico (fase 2), de ahora en adelante Modelo A (ver
figura 6). En este modelo se utilizar4 un empotramiento
como condicion de contorno.

En ambos casos se utilizé un modelo numérico con malla
de elementos 3D (elementos C3D20R en Abaqus). La
longitud de la viga es de 1.8 m y una seccion de 80 x 40
mm. El acero se modeliz6 como material elastico lineal
con propiedades: p = 7850 kg/m3 y E = 200 GPa.

En el Modelo B se aplica ademas una carga puntual
variable en el tiempo, en el externo superior de la viga
simulando la carga real a la que estaria sometida la
estructura.

4.2. Etapa previa

Como se describio anteriormente, la fase 1 consiste en
realizar el andlisis modal operacional de la estructura
experimental (Modelo B) para determinar los parametros
modales, es decir, frecuencias naturales y modos de
vibracion (ver tabla 1). En este caso, al tratase de una
simulacion numérica, los parametros modales se
obtienen directamente de la resolucién del problema de
valores proprios.

0.36m 0.36 m 0.36 m

1.8m

0.36 m

09m

0.36m

Figura 7. Gdl activos (rojos) y gdl desconocidos
(azules) en la viga

En la figura 7 se puede ver la colocacion de los sensores
equiespaciados a lo largo de la viga, es decir, los 5 gdl
activos (en rojo). En azul se muestra el punto donde se
van a estimar las tensiones (gdl desconocido).

Tabla 1. Frecuencias naturales [Hz] y error

Modelo B Modelo A Error [%]
10.07 8.96 11.03
62.94 57.16 9.18
175.61 161.78 7.88
342.33 319.06 6.80




Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

La fase 2 consiste en la creacion del modelo numérico,
Modelo A, y la fase 3 consta de la calibracion. En este
caso no es necesaria la fase de calibracion ya que la
correlacion inicial entre modelos es buena/realista,
obteniéndose errores en frecuencias del orden del 10% y
valores del MAC en la diagonal proximos a 1 (ver tabla
2). Téngase en cuenta que s6lo es necesaria una buena
correlacion en los modos de vibracion de ambos modelos
Ay B. Discrepancias en frecuencias naturales y/o indices
de amortiguamiento no influyen en la precision de la
metodologia. Esta metodologia utiliza las frecuencias
naturales e indices de amortiguamiento experimentales,
al estar esta informacion incluida en las coordenadas
modales experimentales obtenidas a partir de la respuesta
experimental de la estructura.

Tabla 2. Modal Assurance Criterion (MAC)

MAC
0.999 0.002 0.000 0.000
0.001 0.992 0.007 0.000
0.000 0.004 0.980 0.014
0.000 0.002 0.008 0.967

Para el calculo posterior, en esta etapa se obtienen:

e Modos del modelo numérico en los gdl activos
— ¢ del Modelo A

e Modos del caso experimental en los gdl activos
— ¢ del Modelo B

e Modos de tensiones del modelo numérico los
gdl desconocidos — ¢, del Modelo A

4.2. Estimacion de tensiones y calculo de dafio

Con la informacién obtenida previamente y aplicando la
metodologia propuesta para la estimacion de tensiones
(seccién 3.2) se calculan las tensiones en el punto de
interés (ver figura 7). Estos calculos se corresponden con
la fase 5. Los desplazamientos en tiempo w(t) de los gdl
activos, necesarios para utilizar la Eg. (1), se obtienen del
Modelo A.

Las tensiones estimadas con la metodologia propuesta en
este trabajo y las obtenidas a partir del modelo
experimental (modelo B en fig. 6) se muestran en la
figura 8. En un caso real, las tensiones que se han
obtenido del modelo B (caso experimental), se podrian
estimar a partir de las deformaciones medidas con una
banda extensométrica u otro sensor de deformacion.
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Figura 8. Comparacion de tensiones

Una vez obtenidas las tensiones en el dominio del tiempo,
se determina el espectro de tensiones (fase 6) con el
método del rainflow. Considerando la carga estacionaria
y que esta actla sobre la estructura durante 2 horas, el
espectro de tensiones obtenido con el método del
rainflow se muestra en la figura 9.

x10*

Ciclos
S
T
!

300

250

100
Rango de tensiones [MPa]

Figura 9. Rainflow de las tensiones calculadas

Para el célculo del dafio a fatiga se ha considerado una
curva S-N del Eurocddigo 3 [5] correspondiente a una
categoria 80 (se supone un postizo soldado a la viga en
ese punto) y un coeficiente de minoracion de resistencia
Yms de 1.15. Finalmente, utilizando la regla de Miner
(fase 6), se obtiene un dafio acumulado por fatigade D =
0.4.
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5. CONCLUSIONES

Las principales conclusiones obtenidas en este trabajo
son:

e Se propone una metodologia que permite la
estimacion de las tensiones a las que esta
sometida la estructura en tiempo real, utilizando
datos experimentales de la estructura y
parametros modales de un modelo numérico.

e Las tensiones estimadas con esta metodologia
permiten realizar un calculo a fatiga en tiempo
real.

o [Esta técnica de monitorizacién en fatiga es
totalmente compatible con otras técnicas de
monitorizacion basadas en vibraciones.

e Lametodologia propuesta para la estimacién de
tensiones y el cdlculo a fatiga han sido validados
mediante simulaciones numéricas en una barra
en voladizo.
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RESUMEN

Habitualmente se construyen diques en talud y diques de cajones verticales para abrigar las operaciones portuarias de la
accion del oleaje. Si las condiciones de clima maritimo son moderadas, los diques flotantes modulares son una alternativa
econdmica y de menor impacto medioambiental. No obstante, se han reportado un nimero elevado de fallos en estas
estructuras relacionados en su mayoria con su punto méas debil: los elementos de conexion entre los médulos. En este
trabajo se investigd el dafio por fatiga en las conexiones de un dique flotante compuesto de cinco pontones de hormigén
fondeados al lecho marino mediante cabos elasticos. Las conexiones estan formadas por juntas de neopreno que resisten
las fuerzas de compresion y cables tranzados de acero que resisten las de traccion. Sobre estos Gltimos elementos se ha
centrado el andlisis. La interaccion oleaje-estructura se simulé numéricamente en el dominio del tiempo mediante un
cddigo basado en la teoria del flujo potencial. Los resultados permitieron estimar la respuesta estructural bajo condiciones
de oleaje operacional. El dafio acumulado por fatiga se calcul6 utilizando la regla de Palmgren-Miner. El conteo de los
ciclos de tension de cada serie temporal se realiz6 con el algoritmo rainflow, y se consider6 la curva S-N recogida en la
norma DNVGL-0OS-E301. Los resultados revelan que, para las condiciones de oleaje estudiadas, en 30 minutos los cables
trenzados acumulan un dafio de aproximadamente un 0.0002% de su vida util.

PALABRAS CLAVE: estructura marina, pontdn, analisis de fatiga, modelo de paneles, Aqwa.
ABSTRACT

Rubble-mound breakwaters and vertical caisson breakwaters are usually built to shelter port operations from wave action.
If maritime weather conditions are moderate, modular floating breakwater are an economical alternative with less
environmental impact. However, a high number of failures have been reported in these structures, mostly related to their
weakest point: the connection elements between the modules. In this work, fatigue damage was investigated in the
connections of a floating breakwater made up of five concrete pontoons anchored to the seabed by means of elastic ropes.
The connections are composed of neoprene fenders that resists compression forces and stranded steel cables that resist
traction forces. The analysis has focused on these last elements. The wave-structure interaction was numerically simulated
in the time domain using a code based on the potential flow theory. The results allowed estimating the structural response
under operational wave conditions. The cumulative fatigue damage was calculated using Palmgren-Miner's rule. The
count of the stress cycles of each time series was carried out with the rainflow algorithm, and the S-N curve from the
DNVGL-0S-E301 standard was considered. The results reveal that, for the wave conditions studied, in 30 minutes the
wire ropes accumulate damage of approximately 0.0002% of their service life.

KEYWORDS: marine structure, pontoon, fatigue analysis, panel model, Aqwa.
1. INTRODUCCION estructuras presentan una solucion alternativa més

econdmica y medioambientalmente sostenible [1].
La actividad portuaria de una regidon costera estd

estrechamente ligada a su economia y su desarrollo. Para El principal problema de los diques flotantes modulares
poder llevar a cabo estas actividades en condiciones estd relacionado con las conexiones entre médulos, su
seguras, es necesario construir estructuras cuya funcion elemento mas débil [2]. Los fallos en estos elementos son
sea proteger a las embarcaciones y las instalaciones bastante frecuentes y se conocen casos en todo el mundo
portuarias de la accion del oleaje. En puertos expuestos a (Figura. 1). En algunos casos el fallo es debido a una falta
oleajes muy energéticos (generalmente mar de fondo) es de mantenimiento, fundamental para garantizar la vida
comun utilizar grandes diques verticales o en talud atil de la estructura [3]. En otros casos, simplemente se
asentados sobre el lecho marino. Sin embargo, en puertos ha producido el fallo por agotamiento de la capacidad
que disponen de abrigo natural (v.g. estuarios y rias) es resistente de alguno de los elementos de la conexidn. Para
posible utilizar diques flotantes, ya que generalmente el un correcto dimensionamiento de estas estructuras
oleaje es mas suave (mar de viento). Este tipo de flotantes es fundamental entender primero su
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comportamiento bajo la accién hidrodinamica del olaje e
identificar los modos de fallo en sus conexiones.

Aunque siempre es necesario verificar cualquier
estructura frente a condiciones extremas de carga, la
mayor parte de estructuras colapsan debido a que alguno
de sus componentes llega al limite de su vida util. El
analisis del dafio que sufre un cable de acero trenzado
como los que componen la conexién de un dique flotante
(Figura. 1) ha sido ampliamente estudiado en [4], 0 en
[5], e incluso teniendo en cuenta efectos de corrosion [6].
Sin embargo, falta informacion del comportamiento a
fatiga de estos elementos cuando se someten a la accién
del oleaje. Por este motivo, el analisis del dafio que
acumula un componente que se somete a cargas
dindmicas a lo largo de su tiempo Util también debe ser
Ilevado a cabo desde la fase inicial de disefio. Existen
multiples métodos de analisis de dafio por fatiga, desde
métodos espectrales [7], hasta métodos lineales mas
sencillos como la regla de Palmgren-Miner [14, 15]. Este
altimo es uno de los métodos mas utilizados (v.g [10]),
aunqgue dependiendo del tipo de carga actuante puede ser
necesario recurrir a un algoritmo para contar ciclos de
carga como rainflow [11].

Figura. 1. Ejemplo de dique flotante en funcionamiento
(panel superior) y detalle de las conexiones (paneles
inferiores) [12].

Para determinar el sistema de cargas que actda sobre una
estructura flotante es necesario recurrir a técnicas
avanzadas de ingenieria. Una forma de proceder son los
ensayos de laboratorio en canales o tanques de oleaje,
donde se trabaja con modelos fisicos a escala reducida
[13]. Aungue no es sencillo trasladar los resultados
obtenidos en laboratorio a escala real, es posible
utilizarlos para la calibracion de modelos numéricos [14].
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La modelizacién numérica representa, hoy en dia, una
herramienta viable para resolver la interaccion
estructura-oleaje bajo acciones ambientales complejas.
Los modelos numéricos presentan un enfoque menos
costoso para abordar la dindmica de una estructura
flotante. Los estudios més recientes aplican modelos que
resuelven las ecuaciones de Navier-Stokes, tanto desde
una perspectiva euleriana [15] como lagrangiana [16].
Estos modelos  conllevan elevados costes
computacionales, lo que los hace inadecuados para un
andlisis exhaustivo de una estructura compleja. Sin
embargo, los modelos de paneles 3D (basados en la teoria
del flujo potencial) representan un compromiso entre la
precision y el coste computacional [17].

Este trabajo analiza la respuesta hidrodindmica de un
conjunto de pontones flotantes, fondeados al lecho
marino, interconectados dos a dos y enfrentados a
condiciones de oleaje operacional. El dique flotante se
simula numéricamente con un modelo de paneles 3D que
aplica el método BEM. La respuesta hidrodinamica en el
dominio del tiempo se obtiene teniendo en cuenta las
restricciones al movimiento que ejercen los fondeos y las
conexiones. Las series temporales de fuerzas/momentos
en cada conexién se utilizan para calcular la tensién que
soportan los cables. El dafio acumulado por fatiga se
estima haciendo uso de la regla de Palmgren-Miner,
donde se ha optado por utilizar el algoritmo de conteo de
ciclos de tension rainflow.

2. MATERIAL Y METODOS
2.1. Descripcion del dique flotante

El dique flotante objeto de estudio consiste en un
conjunto de 5 mddulos flotantes de tipo pontén hechos de
hormigédn aligerado (Figura. 2), con un peso de 40 t por
cada modulo. Los pontones se conectan mediante dos
conexiones (C,) posicionadas en las esquinas superiores
del mismo, éstas estan compuestas por 3 cables de acero
trenzado que atraviesan un cilindro de neopreno (Figura.
1). Ademés, los pontones se fondean al lecho marino
mediante 4 cabos elasticos (profundidad de 6.75 m), que
se arriostran a bloques de hormigén hundidos en el lecho
marino.

2.2. Modelo Numérico

Teniendo en cuenta que los modulos del dique ponton se
comportan como elementos que difractan el oleaje, se ha
optado por utilizar un modelo de paneles — basado en la
teoria del potencial — para estudiar su comportamiento
hidrodindmico. Este tipo de modelos numéricos ya han
sido aplicados exitosamente para el estudio de pontones
flotantes [18] y mas especificamente en el trabajo
precedente realizado sobre esta misma estructura [14].
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Figura. 2. Dimensiones (en [m]) del dique flotante (paneles superiores) donde M, es el nimero de modulos flotantes y
Cn es el nimero de conexién. Debajo se muestra las dimensiones del médulo pontdn y sus propiedades mecénicas.

En primer lugar, se ha aplicado el cédigo Aqwa Line, que
implementa el método BEM (Boundary Element
Method) para resolver la hidrodindmica de los médulos
ponton en el dominio de la frecuencia. Estos son
considerados como s6lidos rigidos que flotan libremente
sin ningun tipo de restriccion. La respuesta arménica a
oleajes monocromaticos es estimada segtn Eq.(1):

[’ (M+A)-ioB+C |-y =1(e), (1)

donde M es la masa estructural, A 'y B son los
coeficientes hidrodindmicos, C es la rigidez hidrostatica
y f(w) las fuerzas, dependientes de la frecuencia angular
®, que inciden sobre cada panel que se utiliza para mallar
el ponton (Figura. 3). Cada pontén es mallado con 3200
paneles cuadrilateros de tamafio 0.50 + 0.1 m.

Figura. 3. Malla de paneles del pontén modular.

Posteriormente, se resuelve la dindmica del dique en el
dominio del tiempo utilizando el cédigo Aqwa Naut, en
el que se plantea el sistema completo de fuerzas (Eq.(2)).
Entre ellas se incluyen la fuerza hidrostatica fi(t), las
fuerzas del oleaje incidente fi(t), las fuerzas de difraccién
fa(t), las fuerzas de radiacion f(t) que dependen del
resultado de andlisis en el dominio de la frecuencia, las
fuerzas en las lineas de fondeo fy(t) y la fuerza en las
conexiones fe(t).
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M-X =1 (t)+F, ) +F, @) +F, )+ )+, (1) . 2
Las lineas de fondeo son modeladas como cabos elastico-
lineales, caracterizados por una rigidez k = 30 kN-m™2,
donde la fuerza axial de traccién es calculada segun
Eq.(3):

fn () =k-(LO- L), ®)

siendo Lo la longitud del cabo.

El término f.(t) tiene en cuenta las fuerzas que actlan
sobre las conexiones entre los médulos flotantes. Cada
una de las 8 conexiones se modela con un elemento
Morison [19] de 0.20 m, que se fija a dos pontones
consecutivos mediante dos juntas ubicadas en sus
extremos. Las juntas restringen las translaciones relativas
entre los pontones, mientras que las rotaciones deben ser
calibradas. La definicion de la rigidez en cualquier
conexion C, del dique flotante se realiza a través del
momento restaurador Mc, actuante:

Ky 0 0
Mo =| 0 K, 0 |[0G"][U,.U,] 4
0 0 K,

donde Ky, Kiy y K son las rigideces de rotacion sobre
los ejes principales, G' es la matriz de cambio de base de
ejes principales a ejes locales de la junta 'y Up y Uc son
las matrices que contienen los movimientos de
translacion y rotacion relativos entre el pontén y la
conexion. Adicionalmente, dado que la posicién de las
conexiones (Figura. 2) no permite el giro relativo sobre
los ejes X y Z entre dos pontones consecutivos,
Unicamente es necesario calibrar la rigidez Ky
correspondiente al modo de bisagra. Este trabajo fue
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realizado anteriormente en [14], en el que se obtuvo Kyy
=286.5 MN-rad ™.

La interaccion del ponton flotante con el oleaje se ha
resuelto durante un periodo de 30 minutos (segun
recomendacion de [20]), empleando un paso temporal
At=0.01 s. Durante esta secuencia, la estructura es
enfrentada a un oleaje irregular operacional de tipo
Pierson-Moskowitz [21], caracterizado por una altura de
ola significante Hs; = 0.25 m y un periodo pico T, = 3 s,
actuando con una direccion ¢ = 22.50°. La energia S(w)
contenida en el espectro de oleaje es formulada segin

Eq.(5):

2 _lez® 1
s He 1~ G
L ' ®)
o)

S(w)=4r

donde T, = T,-1.4087* es el periodo de cruce por cero.

En post de reproducir la aleatoriedad de las cargas
producidas por el oleaje, siguiendo la recomendacion de
[20] se han realizado 20 repeticiones de la simulacion
descrita anteriormente cambiando la fase inicial o semilla
del espectro del oleaje.

2.3. Dafio por fatiga

El dafio acumulado por fatiga se estima a través de la
regla lineal de Palmgren-Miner (Eq.(6)), para diferentes
niveles de tension Aoy:

Aoy
|

D=ZW! (6)

donde D es el indice de dafio a fatiga (habra rotura por
fatiga si M > 1), N; es el nimero de ciclos hasta el fallo
por fatiga para un rango de tensién (4o0i) dado y n; es el
ntmero de ciclos contados por el algoritmo rainflow para
un determinado nivel de tension.

El nimero de ciclos hasta el fallo por fatiga N; se obtiene
a través de la curva S-N del material (Eq.(7)), que
depende del parametro de intercepcion Aq y de la
pendiente m. Para un cable de acero trenzado como los
que pueden verse en Figura. 1, se ha adoptado el valor de
estos parametros estipulado en [22] (Aq = 3.4-10%y m =
4), cuya curva S-N (2.3% probabilidad de fallo) se
muestra en Figura. 6.

Ni:Ad'AO-;m. (7)

Por otro lado, los ciclos de tension n; a los que se somete
uno de los cables de acero trenzado son obtenidos del
modelo numérico. Por cada una de las 20 semillas
empleadas en el espectro de oleaje se obtiene una serie
temporal (en cada conexion) de fuerzas/momentos en

cada grado de libertad. Para realizar el célculo de la
tension ¢ que soporta un cable de acero (Figura. 4)
situado en el extremo se asume que, Unicamente, existe
contribucion por parte de la fuerza axial (Fx) y el
momento sobre el eje vertical M, seglin Eq.(8):

4-[F,(t)-d
cable2

+M,(1)]
d

cable

-n

o(t) = , ®)

T cable cable

siendo Ncavle, Jeable Y @eanie €1 NUMero de cables que
contiene la conexion (3 en este caso), la distancia entre
cables (0.15m) y el diametro del cable 2.4-102m,
respectivamente. Notar que la fuerza axial Fx y el
momento vertical M, oscilan en torno a un valor medio
de 0y, por consiguiente, la tension media que se obtiene
también.

30
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Figura. 4. Ejemplo de serie temporal de fuerzas sobre
la conexién Cs (semilla 10). Fuerza axial Fx, momento
sobre el eje vertical M, y tension resultante o.
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Las series temporales de fuerzas y tension son de caracter
aleatorio y de amplitud variable, por tanto, el conteo de
los ciclos n; de rangos de tension no puede hacerse de
forma directa y se debe recurrir a alguna técnica de
conteo de ciclos. En este tipo de casos se emplea
cominmente el método de conteo rainflow [11]. Este
considera el dafio fatiga causado por cada ciclo de carga
individual, identificando y contando los rangos de
tension (4o0) correspondientes a bucles de histéresis
individuales.

Finalmente, seis funciones de densidad de probabilidad
(PDF) han sido ajustadas al histograma de dafio por
fatiga que se obtiene. Las funciones, que son
comUnmente conocidas, son: Weibull, Burr, Beta, Valor
Extremo Generalizado (GEV), Log-logistica y Log-
normal. Para evaluar qué funcion se ajusta mejor a los
datos se utiliza el error medio cuadrético normalizado
(NRMSE), que se define en Eq:

©)

donde Y; es el i-ésimo valor predicho por la funcion de
ajuste, O; es el i-ésimo valor observado y x el nimero
total de casos.

3. RESULTADOS

En esta seccion se analiza el comportamiento a fatiga de
las conexiones del dique flotante, para unas condiciones
de oleaje operacional irregular caracterizadas por Hs =
0.25m, T, = 3sy ¢ = 22.50° Dado que las conexiones
intermedias del dique generalmente soportan mayores
cargas [23], Unicamente se muestran los resultados
correspondientes a una conexion representativa como Cs.

3.1. Rainflow

A cada una de las series temporales de tension oft)
calculadas en la conexidn (Figura. 4 debajo), se le aplica
el método de conteo rainflow con objeto de encontrar el
ntmero de ciclos n; producidos para los diferentes rangos
de tension Ao; contenidos en la serie temporal.

La Figura. 5 muestra un ejemplo del espectro de
tensiones que se obtiene tras aplicar el algoritmo. La
mayor parte de los ciclos contados oscila en torno a una
tension media omes = 0. NO se ha considerado el efecto de
la tension media debida al pretensado de los cables en el
calculo a fatiga. Los valores de conteo mas altos (ni > 50)
se focalizan en torno a rangos de tension 0 < Ao <
20 MPa, mientras que los valores de conteo mas bajos
aparecen para valores extremos de 46 Y omeq-
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Figura. 5. Espectro de tensiones contados por el
algoritmo rainflow en la conexion Cs (semilla 10).

Los rangos de tensidon Ao obtenidos con el método
rainflow se muestran en la curva S-N del material
(Figura. 6). Puede observarse que estos se producen en
un rango de ciclos comprendidos entre 107 < N; < 104,

10°

Cable trenzado
N’_ contados

3

10° 10'° 10"

N [Ciclos]

Figura. 6. Curva S-N de resistencia a fatiga con los
ciclos Nj contados en la conexion Cs (semilla 10).
Basado en [22].

3.2. Dafio por fatiga

El dafio acumulado a fatiga se estima mediante la regla
de Palgrem-Miner (Eq(6)). Para las condiciones de oleaje
mencionadas, el dafio acumulado oscila en el rango
0.5-10%< D <2.5-10°%. Esto significa que este estado de
mar deberia repetirse alrededor de 400.000 veces para
alcanzar el limite de dafio acumulado (D = 1). La Figura.
7 muestra el histograma del nimero de Miner en la
conexion Cs obtenido con las 20 semillas de oleaje. El

valor medio obtenido es D =1.13-10°S.

Complementariamente, seis funciones de densidad de
probabilidad (PDF) han sido ajustadas al histograma de
dafio acumulado. La bondad del ajuste se ha evaluado
mediante el error NRMSE. Los mejores ajustes se han
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encontrado para las funciones Log-normal o GEV, donde
el error oscila alrededor de NRMSE = 12%. EIl valor
medio del nimero de Miner obtenido la distribucion Log-

normal es D = 1.15-10°¢ , con una desviacién tipica de
7.53-107".

[ ldaio
10 Weibull - 19.59%
Burr -13.41%
8t /‘\ Beta - 16.34%
s ’H\_\
Q 6r =~
R, N
4t \
o]
I S A |
0.5 1 1.5 2 25
Palmgren-Miner %10
5
12 x10
[ daio
10 | GEV - 12.83%
Loglogistic - 12.20%
]+ /% Lognormal - 13.95%
. \
QQ.. 6F \\
4+
2 =
in |

0.5 1 1.5 2 25

Palmgren-Miner x107°

Figura. 7. Funciones de densidad de probabilidad
ajustadas al nimero de Palmgren-Miner obtenido con
las 20 semillas.

4. CONCLUSIONES

El modelo numérico de dique flotante presentado se ha
simulado en el dominio del tiempo utilizando el método
BEM, bajo condiciones de oleaje irregular de
Hs=0.25m, T,=3sy 6 =2250°y para una duracion de
30 min. Las series temporales de fuerza axial obtenidas
en los cables que componen una de las conexiones
intermedias (Cs), han sido tratadas para el analisis del
dafio acumulado mediante la regla de Palmgren-Miner y
el método de conteo de ciclos rainflow, asumiendo un
comportamiento a fatiga del material fijado por las
recomendaciones DNV [22]. Las conclusiones
alcanzadas son:

e Los niveles de tension media omes de las series
temporales no son significativos (—20 MPa < gmeg <
20 MPa).

e Se han encontrado rangos de tension 4o maximos de
hasta 60 MPa.
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e Las condiciones de oleaje simuladas producen un
indice de dafio acumulado D en los cables de acero
trenzado que se encuentra en un orden de magnitud
de 107 en las 20 repeticiones.

e Se requiere repetir mas de 400.000 veces las
condiciones de oleaje para producir el agotamiento
por fatiga.

e Las mejores funciones de ajuste que se encuentran
son Log-logistica y GEV con NRMSE de 12.20 y
12.83%, respectivamente.
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NUEVO ELEMENTO FINITO PARA SINGULARIDADES LOGARITMICAS DE TENSION EN GRIETAS DE
INTERFASE TIPO WINKLER EN MODO III
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RESUMEN

El objetivo de este trabajo es aumentar la precision de las soluciones obtenidas usando el método de los elementos finitos
(MEF) para grietas de interfases débiles (tipo muelle) entre adherentes elasticos lineales. Este modelo de fractura de in-
terfases se denomina Modelo de Interfase Eléstico Lineal Fragil (LEBIM por sus siglas en inglés), y puede utilizarse, para
analizar la fractura de uniones adhesivas que incluyen una capa fina de adhesivo. Para ello, se propone un elemento finito
singular especial triangular de 5 nodos. Las funciones de forma singular desarrolladas reproducen el comportamiento de
una solucién asintética analitica desarrollada previamente en direccion radial. Estos elementos especiales se implementan
en un cédigo MEF escrito en Matlab. El nuevo elemento permite modelar grietas de interfase sin necesidad de utilizar
mallas excesivamente refinadas, que es una de las desventajas actuales del LEBIM cuando se consideran interfases muy
rigidas. Los resultados numéricos con mallas uniformes muestran que el nuevo elemento proporciona resultados signi-
ficativamente mds precisos que cuando se usan solamente elementos estdndar, especialmente para mallas relativamente
gruesas.

PALABRAS CLAVE: Modelo de Interfase Elastica-Lineal Fragil (LEBIM), muelle, interfase, elemento singular, MEF

ABSTRACT

The aim of this research is to increase the accuracy of Finite Element Method (FEM) solutions for cracks propagating
in spring-type interfaces between linear elastic adherents. This computational model is sometimes called Linear Elastic
Brittle Interface Model (LEBIM) and it can be used to analyse the fracture behaviour of adhesive joints. Thus, a special
5-node triangular crack-tip finite element is proposed. The developed special singular shape functions reproduce the
radial behaviour of a previously developed analytical asymptotic solution. These special elements are implemented in a
FEM code written in Matlab. The new element allows to model interface cracks without the need of using excessively
refined FEM meshes, which is one of the current disadvantages in the use of LEBIM when very stiff interfaces are
considered. Numerical results using uniform meshes show that the use of the new singular element provides significantly
more accurate results than those obtained using the standard elements, especially for relatively coarse meshes.

KEYWORDS: Linear Elastic Brittle Interface Model (LEBIM), spring, interface, singular element, FEM

1. INTRODUCCION dela como una distribucién continua de muelles con una
ley elastica lineal fragil que relaciona el desplazamien-
to relativo (separacién de materiales en el modo I) y los
componentes del vector tensién [6]. En cualquier caso, el
crecimiento de la grieta en LEBIM necesita un célculo
preciso de la Tasa de Liberacion de Energia (ERR por sus
siglas en inglés), que depende de los valores del vector
traccion y de los desplazamientos relativos en el vérti-
ce de la grieta [6]. Por ello, se requieren mallas muy fi-
nas cuando se utiliza una aproximacién numérica, espe-
cialmente para interfases muy rigidas [7, 8, 9]. El LE-
BIM puede considerarse como un caso limite del cono-
cido Modelo de Zona Cohesiva (CZM por sus siglas en
inglés) [5, 10, 11, 12, 13, 14]. En el pasado, hubo numero-
sos intentos para encontrar la serie asintdtica de solucio-
nes singulares en las proximidades del vértice de la grieta
en modelos de mecdnica de fractura no cldsicos como el
LEBIM [4, 15, 16]. Recientemente se introdujo una solu-

La solucién de la ecuacién de Laplace se utiliza para di-
ferentes tipos de problemas fisicos tales como: transfe-
rencia de calor, electrostatica, conduccion eléctrica, mag-
netostatica, etc. [1]. En el presente trabajo, la solucién de
dicha ecuacién se utiliza para describir el comportamien-
to mecédnico de una grieta en modo III puro (conocido en
mecénica de la fractura como problema antiplano) entre
materiales eldsticos lineales. La figura 1 muestra las con-
diciones de contorno para una grieta de interfase bajo las
condiciones antes mencionadas.

Una forma de modelar las grietas que se propagan a lo
largo de una interfase débil (que puede representar, por
ejemplo, una capa adhesiva) es mediante el Modelo de
Interfase Elastico Lineal Fragil (LEBIM por sus siglas en
inglés) [2, 3, 4, 5]. En este modelo la interfase se mo-
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Figura 1: Condiciones de contorno asociadas a un pro-
blema de grieta de interfase modelizado en modo de frac-
tura Il puro, es decir, problema antiplano, (a) vista 3D y
(b) vista 2D. La parte sombreada representa el subdomi-
nio que puede modelizarse una vez aplicadas las condi-
ciones de simetria.

cioén general para este tipo de interfases en [17], y luego
se particularizé para una grieta trabajando en Modo III en
[18].

El objetivo principal de este trabajo es maximizar la pre-
cision de las soluciones numéricas, especialmente en la
prediccion de la propagacion de grietas que aparecen en
diversos materiales y sus uniones, y minimizar los recur-
sos computacionales utilizados, evitando la necesidad de
un refinamiento excesivo de la discretizacién de sélidos,
que a menudo es necesario para lograr la convergencia de
la solucién numérica en la actualidad. Los elementos es-
peciales desarrollados (basados en la solucion asintdtica
de [18]) implementados en un cédigo MEF permitirdn la
discretizacion de sélidos con grietas sin necesidad de ma-
llas refinadas, que es uno de los problemas actuales en el
uso de LEBIM y CZMs y que suelen conllevar problemas
de convergencia numérica de la solucién.

2. ELEMENTO ESPECIAL PARA SINGULARIDAD
LOGARITMICA DE TENSION

Tomando como base la forma de la solucion local, se de-
sarrolla un elemento finito capaz de reproducir ese com-
portamiento. Asi, en primer lugar se describen las fun-

ciones de forma 1-D y, a continuacién, se presentan las
funciones de forma 2-D.

2.1.  Funciones de forma 1D

Para deducir el conjunto de funciones de forma de un ele-
mento 1D, con nodosenr; = 0,7 =05y r =1, se
consideran las siguientes funciones base definidas en el
intervalo [0, 1]:

Ni(r)=1; Na(r)=r; N3 =rln(r) (1)

A continuacion, las nuevas funciones de forma del ele-
mento 1D se obtienen mediante una combinacion lineal
de las funciones de base:

Ni(r) = Ci;N;(r), 2)

imponiendo la conocida propiedad de interpolacién de
Lagrange

Ni(rj) = 6ij, 3)
donde 6;; es el delta de Kronecker. Resolviendo el sis-

tema de ecuaciones, se obtiene el siguiente conjunto de
funciones:

rin(r)

N =1-r- , 4
1(r) r n(%> “4)
2rin(r)
Ny(r) = ; (5
T ()
o rin(r)
Ni(r)=r —ln(%) . (6)

2.2.  Funciones de forma 2D

Una vez obtenidas las funciones de forma en el espacio
unidimensional, es necesario adaptarlas a un espacio de
referencia bidimensional £ - 7. Para ello se genera un ele-
mento de referencia con 6 nodos que incluye un compor-
tamiento lineal en 7 y con funciones de forma especificas
adaptadas a &, sustituyendo r por ¢ en las Ecs. (4-6).

Una vez obtenida la evolucién de cada funcion de forma
en el eje &, se pueden adaptar a un espacio bidimensional
incluyendo una evolucién lineal de dos nodos en el eje 1,
como se observa en las siguientes funciones de forma:

1
Ny =1 —n)(l —f—flz((i] ™
2
1
Na,m) = (1= 1) (f—fh?((i) ®)
2
(. hm©
I§
Nu(é.m) = n[l —f—flz((f))] (10)
2
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1
Ns(é.m = (1= 1) (2512((?)] (an
2
_ (,n®
e =26 (%)] (12

tomando £ y n valores entre [0,1].

Funciones de forma singulares:

Finalmente partiendo de las funciones de forma definidas
para el espacio ¢ — 1 y basdndose en [19], el elemento
singular cuadrilatero se colapsa en un elemento triangular
donde todos los nodos del lado con & = 0 se colapsan en
un nodo solamente.

3. RESULTADOS NUMERICOS Y ESTUDIO DE
CONVERGENCIA

3.1. Definicion de la malla y el problema analizado

La Fig. 2 muestra el problema de referencia que se uti-
lizar4 para analizar el comportamiento del elemento sin-
gular presentado en este trabajo. En esta configuracién
se aplican condiciones de contorno tipo Neumann con
0y, = 1 en el borde superior, condiciones de contorno
tipo Robin (muelle) en la mitad derecha del borde infe-
rior y los bordes restantes son bordes libres de tension.
Ademas, para simplificar el problema se ha utilizado con-
diciones de simetria en el plano que corta el sélido por el
centro de la grieta.

N (carga uniforme)

N
(Plano de N
simetria) (libre)
y
N X R
22333335 X%

Figura 2: Condiciones de contorno del problema anali-
zado.

Se emplea un refinamiento tipo /2 de mallas uniformes
para analizar el comportamiento de convergencia del nue-
vo elemento triangular singular para modelar grietas que
se propagan a lo largo de interfases de muelles. Se uti-
lizan elementos triangulares lineales estdndar en todo el
dominio, excepto en la proximidad del vértice de la grie-
ta, donde se utilizan los elementos singulares. A efec-
tos comparativos, también se emplean las mismas ma-
llas utilizando dnicamente elementos triangulares linea-
les estandar en todo el dominio, incluida la vecindad de
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la punta de la grieta. Para estos estudios, se utilizardn ma-
llas cuadradas compuestas de elementos triangulares.

Los resultados se obtienen mediante una implementacién
del MEF en el software Matlab. Se evaluaran los resulta-
dos obtenidos con diferentes niimeros de elementos de la
malla que se muestran en la Fig. 3.

Figura 3: Malla estudiada para N=4.

El nimero total de elementos se asocia a la variable N que
corresponde al niimero de elementos a lo largo del borde
inferior con condiciones de contorno Robin (la mitad de-
recha). Entonces, N también se puede definir como:

a

N=-

h

donde a es la zona libre de tensiones (normalmente aso-

ciada a la semi-longitud de la grieta) y 4 la longitud ca-
racteristica de un elemento.

(13)

3.2.  Resultados numéricos

Se probaron diferentes valores de rigidez de la interfa-
se variando el valor de ¢, manteniendo constante la geo-
metria modelada.

kLo 4
- A (14)

7 K

donde k es la rigidez del muelle (en el problema comple-
to), L, es una longitud caracteristica del problema (aqui
se utiliz6 la longitud de grieta 2a) y u es el médulo de
cizalladura. Los valores § analizados son 0.1, 1, 10, 100
y 1000.

0

La Fig. 4 muestra el campo de desplazamiento obtenido a
lo largo del borde inferior para la malla analizada y para
dos valores de 6. Es interesante ver que la solucion tiende
a la solucién de interfase perfecta cuando la rigidez de la
interfase crece.

También se analiza la mejora obtenida cuando se utilizan
elementos singulares. Dado que no se tiene una solucién
analitica de este problema, se ha calculado el error toman-
do como referencia los resultados obtenidos con la malla
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mas fina (es decir el mayor nimero de elementos en el
borde Robin) que en este caso es N = 512. Los resulta-
dos muestran que la mejora obtenida cuando se utilizan
elementos singulares es relevante. El error relativo en el
vértice de la grieta se define como:

Ttip(N) - Ttip(Nmax)

Crel = (15)
: Ttip(Nmax)
2.8 :
—N=2 sing. elem.
—N=512 sing. elem.
2.61 - -N=2 std. elem.
- -N=512 std. elem.
l\2.4 i
318
2.2+
2 L
1.8 : : :
-0.5 -0.25 0 0.25 0.5
X
2a
(@
| —N=2 siﬂg. elem.
0.5 —N=512 sing. elem. |
L - -N=2 std. elem.
0.4+ Tl - -N=512 std. elem. H
§ g 0.3 ,
0.2
0.1
O L
-0.1 : ‘ :
-0.5 -0.25 0 0.25 0.5
xXr
2a

(b)

Figura 4: Soluciones en desplazamiento obtenidas para
(a)6=1y(b)5=1000

En la Fig. 5, se presenta la variacion del error respecto al
aumento del numero de elementos, N, en el vértice de la
grieta para 6 = 0.1, 10 y 1000. Los resultados muestran
que cuando la rigidez de la interfaz es pequefia (6 = 0.1),
el error relativo es similar para ambos tipos de elementos
analizados, estdndar y singular. Las principales diferen-
cias se producen para los valores mas pequefios de N.
Por otra parte, cuando la rigidez de la interfaz es mayor
(6 > 10), el error relativo entre las distintas configura-
ciones se hace mds evidente. Ademds, las principales di-
ferencias se producen para los valores mds altos de N e
interfases rigidas (6 = 1000). También es interesante ob-

servar que los errores obtenidos al utilizar elementos sin-
gulares son siempre menores que los obtenidos utilizando
unicamente elementos estandar.

0 ‘
® clem. singular
o 0 elem. estandar
_1o
o
| |
2 " 5
- o
S m
L3 5
S g
-4 "
"
5t g
-6 :
0 0.5 1 1.5 2 2.5
log(N)
(@)
-1 —
a ® clem. singular
o elem. estandar
| | o
u
Dt . .
/-\\) u
L3 o
S .
id o
u
4+ o
u
o
5 ‘ u
0 0.5 1 1.5 2 2.5
log(N)
(b)
—I.Sﬂ.J .
o
u - o
o
u
2+ o
u
,-: o
§ 2.5 |
3t ] o
® clem. singular
O elem. estandar .
-3.5 : : : :
0 0.5 1 L.5 2 2.5
log(N)

(©)

Figura 5: Variacion del error relativo con respecto al au-
mento del niimero de elementos en el vértice de la grieta
para (a) 6 =0.1, (b) 6 =10y (c) 6 = 1000.
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4. CONCLUSIONES

En el presente trabajo se ha desarrollado un nuevo ele-
mento finito. Este elemento es capaz de mejorar la preci-
sion de las soluciones MEF para grietas que crecen a lo
largo de interfases tipo Winkler (resorte) entre adherentes
elésticos lineales.

Las funciones de forma propuestas se basan en la solu-
cién eldstica asintética de tensiones con singularidad lo-
garitmica en las proximidades del vértice de la grieta de
interfase tipo muelle trabajando en modo III de fractura.
Ademés, el nuevo elemento puede aplicarse a cualquier
otro problema fisico regido por la ecuacién de Laplace.
El elemento reproduce el comportamiento radial de la so-
lucién asintética, es triangular y estd formado por 5 no-
dos.

El elemento se implementa en un c6digo MEF escrito
en Matlab. Los resultados numéricos obtenidos muestran
que el nuevo elemento permite modelar grietas de inter-
fase sin necesidad de utilizar mallas de elementos finitos
excesivamente refinadas, incluso para interfaces bastan-
te rigidas. Un andlisis de refinamiento tipo h, utilizando
mallas uniformes, mostré que el nuevo elemento singular
proporciona resultados mas precisos que los elementos
finitos estdndar, especialmente cuando se utilizan mallas
gruesas. El uso del elemento propuesto permitird mini-
mizar los recursos computacionales al modelar grietas de
interfase relativamente rigidas.
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RESUMEN

En el presente trabajo se modela el ensayo de resistencia a traccién interlaminar (ILTS por sus siglas en inglés) utilizando
una formulacién general del Criterio Acoplado de la Mecénica de la Fractura Finita aplicado al Modelo de Interfase
Elastica Lineal Fragil (CCFFM+LEBIM). Esta formulacién esta basada en el Principio de Energia Total Minima bajo una
Condicién de Tensién (PMTE-SC) y esta implementada mediante un script de Python que llama al cédigo comercial FEM
Abaqus®. El PMTE-SC minimiza el funcional de la energia total (energia potencial mds energia disipada), empleando
un procedimiento de pasos de carga, en la posible region de fallo dada por el criterio tensional de todas las posibles
configuraciones de grietas. Una ventaja de PMTE-SC es que la Energia Total es convexa cuando se separa el campo de
desplazamientos y la variable dafio, permitiendo resolver este problema mediante un esquema adecuado de minimizacion.
Los ensayos ILTS utilizan probetas en forma curva de L hechas de material compuesto, donde el laminado puede tener
diferentes secuencias de apilado. En los ensayos experimentales, se produce una delaminacion casi instantdnea en las
interfases, por lo que no es trivial determinar las zonas en las que se inicia la delaminacién. Dadas sus caracteristicas, el
PMTE-SC permite analizar el inicio y propagacién de las delaminaciones.

PALABRAS CLAVE: Modelo de Interfase Elastica-Lineal Fragil (LEBIM), Criterio Acoplado de la Mecanica de la
Fractura Finita (CCFFM), resistencia a traccion interlaminar (ILTS), ABAQUS

ABSTRACT

In the present research, an Inter-Laminar Tensile Strength (ILTS) test is modelled using a general formulation of the
Coupled Criterion of Finite Fracture Mechanics applied to the Lineal Elastic Brittle Interface Model (CCFFM + LEBIM).
The formulation is based on the Principle of Minimum Total Energy subjected to a Stress Condition (PMTE-SC) and
implemented by means of a Python script that calls the commercial FEM code Abaqus®. The PMTE-SC includes a load-
stepping procedure and minimizes the Total Energy functional (the sum of the Potential and Dissipated Energies) in the
feasible failure regions given by the stress criterion. An advantage of PMTE-SC is that the Total Energy is convex when
the displacements and the damage variable are taken separately. This feature allows solving the problem using a staggered
scheme which is also referred to as Alternating Minimization Algorithms (AMA). The Inter-Laminar Tensile Strength
(ILTS) test uses L-shaped composite coupons where the laminate may have different lay-up configurations. Experimental
results show that almost instantaneous delaminations occur along the interfaces, so it is not trivial to determine the zones
at which failure initiates. Due to the PMTE-SC nature, it allows to analyze the delaminations onset and propogation.

KEYWORDS: Linear Elastic Brittle Interface Model (LEBIM), Coupled Criterion of Finite Fracture Mechanics
(CCFFM), Inter-Laminar Tensile Strength (ILTS), ABAQUS

1. INTRODUCCION plado de la Mecénica de la Fractura Finita (CCFFM por
su siglas en inglés) es una alternativa tanto a los métodos
clasicos como a los actuales para predecir la fractura en

Actualmente la prediccion del inicio y la propagacion del materiales fragiles donde otros métodos tienes dificulta-
dafio en materiales fragiles sigue siendo un tema de in- des teéricas y practicas.

terés debido a que la Mecanica de la Fractura Elastica Li-

neal (LEFM por sus siglas en inglés) s6lo puede explicar La teoria del CCFFM se basa en la aparicién del dafio
la propagacion de grietas suficientemente grandes [1, 2]. de forma instantdnea (debido a la combinacion de defec-
Por otro lado, los modelos no clasicos de la mecanica tos o microfisuras del material) para un valor especifico
de la fractura, como por ejemplo, los modelos de zonas de carga. Por tanto, este criterio no asume que el creci-
cohesivas, todavia mantienen algunos problemas compu- miento de grieta sea infinitesimal en todo momento, tal
tacionales para predecir el inicio o propagacién del dafio y como mantiene la hipétesis de Griffth, sino que per-
en algunos casos [3, 4]. Por esta raz6n, el Criterio Aco- mite predecir el inicio de la fractura como un segmento
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finito de grieta en un instante determinado. El CCFFM
fue presentado por primera vez por Leguillon [5], donde
estableci6 que para que una grieta se inicie se deben sa-
tisfacer simultdneamente, el criterio tensional y el criterio
energético. Estos criterios de fractura usualmente se uti-
lizaban por separado en materiales fragiles y cuasi-fragi-
les, debido a que el primero se utiliza normalmente para
predecir la fractura sin singularidades de tensién y el se-
gundo se destina a estudiar la propagacién del dafio en
presencia de grietas. Para respaldar la hipétesis de Legui-
llon sobre el CCFFM, los trabajos [} 16} 7,18 9, [10], entre
otros, han presentado evidencias experimentales acordes
con este criterio.

Tradicionalmente, el CCFFM ha sido aplicado mediante
la obtencidn de la Tasa de Liberacion de Energia (ERR
por su siglas en inglés), en la zonas donde el dafio es via-
ble, debido a que la variacién de energia potencial pro-
ducida cuando se forma una nueva superficie se puede
obtener integrando la ERR en la misma superficie. Sin
embargo, esto solo es posible en casos donde se conozca
a priori la trayectoria del dafio o el criterio tensional pue-
de trazar con fiabilidad esta trayectoria. En aquellos casos
donde no es conocido el camino de la grieta o el criterio
tensional predice mds mds de una posible grieta, la mi-
nimizacién de la energia potencial puede ser compleja.
Por esta razén, Manti¢ [[11]] present6 una nueva propues-
ta basada en el Principio de Minima Energia Total bajo a
una Condicién de Tensiéon (PMTE-SC por sus siglas en
inglés). En esta propuesta, el criterio acoplado se expone
mediante un procedimiento mds general, donde el criterio
energético se calcula a partir de la energia de deformacién
almacenada antes y después de la fractura finita.

El PMTE-SC ha demostrado ser una herramienta numéri-
ca bastante estable debido a su implementacién compu-
tacional general que incluye un procedimiento de pasos
de carga, que permite analizar en cada paso y de mane-
ra eficiente diferentes trayectorias de la grieta. Ademas,
la energia total se puede formular como dos funciones
convexas por separado en términos de los campos de des-
plazamiento y de dafio, lo que permite aplicar algoritmos
de optimizacion eficientes y estables para minimizar la
energia total.

Los autores han desarrollado un algoritmo del PMTE-SC,
basado en [11]], utilizando el c6digo comercial de elemen-
tos finitos (FEM por sus siglas en inglés) Abaqus® para
predecir la aparicién y propagacién de grietas en interfa-
ses tipo Winkler (muelles). Las interfases son modeladas
a través del Modelo de Interfase Elastica-Lineal Fragil
(LEBIM por sus siglas en inglés) estudiadas en trabajos
anteriores por los autores[12} (13 [14].

Este algoritmo ha resuelto problemas sencillos de una y
dos grietas en interfases fragiles que se propagan en modo
I [15]. En este trabajo se presenta un caso de mdltiples
interfases donde la fractura se produce en varias de estas
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a la vez y de forma casi instantanea.

2. PRESENTACION DEL PMTE-SC

El PMTE-SC emplea un procedimiento de pasos de tiem-
po donde minimiza el funcional de la energia total, es de-
cir, la suma de la energia potencial y la energia disipada
en la region donde son posible todas las configuraciones
del dafio proporcionada por el criterio tensional, en cada
paso de tiempo, tal y como se describe en [11]:

ATI(Aa) + AR(Aa), (1)

min

AacA,
donde AII(Aa) es la energia potencial del sistema y AR(Aa)
es la energia disipada en un avance del dafio en la interfa-
se Aa (nueva superficie de grieta en la interfase). A, C I¢
es el conjunto de todos los puntos de interfase (I.) donde
se satisface el criterio (puntual) tensional definido como:

oc(x)20. Vx€Ag, 2

donde o (x) es la tensién en cada punto x de la interfase y
o la resistencia a traccion de las mismas. Cabe sefialar,
que esta forma de representar el criterio tensional es es-
quemadtica y que no recoge la posibilidad de una fractura
en modo mixto. Sin embargo, para profundizar en las po-
sibilidades de la formulacién del criterio acoplado en in-
terfases fragiles se puede consultar [[16}[17, [15]. Ademas,
es importante resaltar que el criterio tensional definido en
(2) debe ser evaluado antes del avance de grieta y ofrece
como el resultado el conjunto A, que representa todos los
posibles dafios Aa dentro de las interfases del modelo. La
idea principal de esta formulacién es que la nueva super-
ficie de fractura sélo puede aparecer en aquellas regiones
donde aparecen tensiones suficientemente altas antes de
que ocurra el dafio (es decir que cumplan el criterio ten-
sional).

3. ENSAYOILTS

El ensayo ILTS se usa para obtener la resistencia a fle-
xi6n de una probeta con alta curvatura de un laminado de
material compuesto de fibra continua. El ensayo se rea-
liza con un utillaje de flexién a cuatro puntos que aplica
una carga puramente flectora a la parte curva de la pro-
beta. Para ello, esta maquina dispone de cuatro rodillos
en contacto con la probeta que giran libremente. En la
Figura[I] se muestra un esquema del ensayo.

La carga P que aplica la maquina tiene una relacién no-
lineal con el desplazamiento A de la mordaza superior.
Esto se debe al efecto de la presencia de grandes despla-
zamientos durante el ensayo. Al llegar a la carga mdxima
se inicia el mecanismo de fallo que produce la(s) delami-
nacidn(es) que se refleja en una caida abrupta de la carga.
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Figura 1: Esquema del ensayo [l18]]

En el caso de un laminado unidireccional (UD), el tni-
co mecanismo de fallo son las delaminaciones entre las
laminas.

Dos de las normas mas aceptadas que regulan la probe-
ta, maquinaria, calibracién, procedimiento, condiciones,
validez e informes del ensayo son [[18} [19]. En ellas se
define cémo obtener propiedades de interés, como el mo-
mento por unidad de espesor de la probeta o la maxima
tension interlaminar o, en inglés, “Interlaminar Tensile
Strengh” (ILTS), cuyas siglas le dan nombre al ensayo.
En la literatura también se refiere a este ensayo como pro-
blema de “unfolding”. En general, se puede asumir que
los rodillos apoyan suficientemente lejos uno del otro, y
también lejos de la zona curva, como para asumir que
en la zona curva la solicitacion es fundamentalmente una
flexién pura.

4. DETALLES DEL MODELO FEM DEL ENSA-
YO ILTS

El modelo consta de 45000 elementos tipo CPE4 de Aba-
qus, este elemento tiene cuatro nodos e incluye la for-
mulacién de deformacion plana. También, se asume la he
hipétesis de pequefios desplazamientos, que es adecuada
en este ensayo ya que se estd modelando el inicio de la
fractura para una malla lo suficientemente fina. Ademads,
se aplica simetria y se simplifica la manera en la que se
aplica la carga exterior: se omiten los rodillos y se usa un
par aplicado en el extremo recto. Al no haber rodillos, el
extremo recto se hace significativamente mds corto, ver
esquema en Figura[2]

Para este estudio se ha considerado una probeta de 16
ldminas. Sin embargo, con el afan de poder describir ade-
cuadamente la evolucién del incremento de energia total
en los primeros pasos del carga, y asi estudiar la mini-
mizacion realizada por el algoritmo, Ginicamente se han
modelado con LEBIM dos interfases del ensayo; las que
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se observan en los ensayos reales que se delaminan en
primer lugar.

En la Figura [2| se muestra un esquema del fallo de estas
dos interfases. La primera grieta aparecerd con una longi-
tud a; medida desde el plano de simetria, y a medida que
el momento aplicado aumenta, aparece una grieta secun-
daria, a la altura del vértice de la primera grieta, posicio-
nada entre a; y a3, con una longitud a3 —a; . La magnitud
a; mide la distancia entre el plano de simetria y el extre-
mo mads cercano de la grieta secundaria. Andlogamente
ocurre con el extremo lejano para la magnitud a; .

NN

Figura 2: Esquema del modelo FEM del ensayo ILTS

5. RESULTADOS

Para analizar la capacidad de minimizacién del algoritmo
utilizado para el PMTE-SC, se ha estudiado la energia
de deformacion almacenada en cada paso del ensayo (IT)
mas la energia disipada en cada posible fractura nueva de
la interfase (AR). Hay que destacar que el cdigo explora,
en cada paso de carga, varias posible fracturas finitas que
define el criterio tensional, y cuya energia de deformacién
inicial Il es la misma para todas ellas. Por esta razén
minimizar IT + AR es equivalente a minimizar AIT + AR.

En la Figura[3|se puede observar este balance energético
para una posible longitud de grieta principal (a;), medida
en grados (°) desde el plano de simetria, a medida que el
c6digo avanza aumentando la carga en cada paso. Néotese
que para a; > 45° el vértice de la grieta se encontraria
en la zona recta, y 1° serfa equivalente a % unidades de
longitud, donde R representa la posicion del radio de la
interfase estudiada.

En la Figura [3] los puntos marcados con asteriscos son
resultados obtenidos con el algoritmo, y las curvas pun-
teadas son una interpolacién de estos puntos. Se observan
tres curvas que corresponden a diferentes cargas externas
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aplicadas. En el escenario con la carga mas pequeiia, la
curva azul, el balance energético para la posible grieta aj,
propuesta por el criterio tensional, es mayor que cero y el
minimo se produce para un tamafio de grieta a; = 0°, con
lo que la fractura finita no se produce. Lo mismo ocurre
para la segunda curva representada en amarillo donde la
carga aplicada es mayor. Sin embargo, para la dltima cur-
va representada en verde, el balance energético es menor
que cero, ofreciendo en minimo para un salto de grieta de
2°. Por tanto, en el siguiente paso de carga, estos elemen-
tos estaran dafiados.

126.14
126.12
126.1

126.08%

T+AR [Nmm]

126.06

126.04
E

126.02

1 15 2
a, [

0 0.5

Figura 3: Iteraciones para encontrar el primer paso de
carga con dario

Para entender la propagacion del dafio en las dos inter-
fases del modelo se describe el crecimiento del dafio y
la energia del sistema en la Figura[d] Se representan dos
magnitudes con respecto a la longitud de grieta principal.
El eje de ordenadas a la izquierda representa la distan-
cia a; y a,, ambas en azul; mientras que el de la derecha
muestra la energia total, la eldstica mas la disipada, en
10jo.

A partir del primer fallo que se produce para a; = 2°,
se observa que la grieta crece hasta los a; =~ 14°. En
el siguiente punto, la grieta principal vuelve a crecer y
ademads aparece una grieta secundaria cuyo crecimiento
esta asociado al aumento de la posicidon de su extremo
derecho (a]) y a la disminucién de la posicién de su ex-
tremo izquierdo (a;). A partir de este punto, se observa
que a; crece y a, decrece, ambas de forma monétona,
puesto que el dafio es irreversible. Por otro lado, también
se observa que una vez que se inicia el fallo, la energia
total siempre disminuye. Esto se debe a la naturaleza del
ensayo, puesto que el dafio se propaga de forma inestable
y la energia decrece rdpidamente.

En la Figura 5] se muestra la evolucién del dafio en el
modelo. En orden, las imagenes representadas son los tres
primeros pasos de carga que presentan dafio y el dltimo
que se representa en la Figura 4] La simulacion finaliza
cuando la carga a la que se produce el dafio deja de dafar
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Figura 4: Longitud de grieta secundaria a, y energia de
deformacion 11 mds energia disipada AR respecto de la
longitud de la grieta principal

J

Figura 5: Evolucion de la delaminacion en interfases
principal y secundaria

elementos al recalcular. Esto ocurre porque a medida que
la delaminacién principal se adentra en la zona recta es
necesario aumentar la carga externa para que el dafio siga
propagandose. Por otro lado, se observa que los primeros
avances finitos de las grietas son de mayor tamafio que
las sucesivas. Por dltimo, en la Figura E] se muestra un
detalle de la malla para el tercer paso de carga en el que
se ha producido dafo.

6. CONCLUSIONES

Se han presentado los resultados numéricos de delami-
nacién del ensayo ILTS a través de un algoritmo compu-
tacional basado en el PMTE-SC aplicado a interfases LE-
BIM utilizando cédigo comercial basado en FEM. Estos
procedimientos abren nuevas posibilidades para estudiar
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Figura 6: Detalle de la malla en la primera fractura finita

de la grieta secundaria

el inicio y la propagacion de grietas a lo largo de las inter-
fases para problemas complejos cuya minimizacién de la
energia puede resultar dificil. Ademads, este método pre-
dice una generacion instantdnea de grietas sin la necesi-
dad de un crecimiento del fallo de forma infinitesimal ya
que el PMTE-SC se enmarca dentro del CCFFM. Este
algoritmo tiene la capacidad de permitir la aparicién de
varias grietas a la vez en un mismo problema como se ha
mostrado en el ensayo estudiado.
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IMPLEMENTACION EN ABAQUS DE LA MINIMIZACION DE LA ENERGIA TOTAL BAJO UNA
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RESUMEN

Para la prediccién del inicio y del crecimiento de grietas en materiales fragiles se utiliza el criterio acoplado de 1a Mecani-
ca de Fractura Finita, que considera que las grietas pueden avanzar por pasos finitos, y requiere que ademds del criterio
de energia se cumpla también un criterio tensional. En el procedimiento numérico implementado mediante una rutina de
usuario UINTER en ABAQUS, los avances finitos de la grieta, que cumplen el criterio tensional, se puentean mediante
una distribucién continua de muelles eldstico-lineales, que permite definir una variable de dafio a lo largo de estos poten-
ciales avances finitos de grietas. Asi, la energia total (suma de la energia potencial y la energia disipada) es convexa por
separado respecto al campo de los desplazamientos y a la variable de dafio, que permite aplicar el algoritmo de minimi-
zacion alternante para la minimizacién de la energia total. Este enfoque, que considera los pasos de carga, es més versatil
que la formulacion clasica del criterio acoplado, proporcionando una herramienta que en el futuro pueda permitir resol-
ver problemas complejos de relevancia industrial. Se presenta un ejemplo numérico, que muestra que el procedimiento
numérico implementado proporciona predicciones precisas para el crecimiento de grietas.

PALABRAS CLAVE: CCFFM, PMTE-SC, FEM, UINTER en ABAQUS

ABSTRACT

The coupled criterion of Finite Fracture Mechanics is used for the prediction of crack initiation and propagation in brittle
materials. It is considered that cracks propagate by finite steps, requiring that both an energy and a stress criterion must
be fulfilled. In the numerical procedure, implemented by means of a UINTER user subroutine in ABAQUS, the finite
crack advances that fulfil the stress criterion are bridged by a continuous distribution of linear-elastic springs, which
allows defining a damage variable along these potential finite crack advances. Thus, the total energy (sum of potential
and dissipated energy) is separately convex with respect to the field of displacements and the damage variable, which
allows the alternating minimisation algorithm to be applied for the minimisation of the total energy. This approach, which
considers loading steps, is more versatile than the classical formulation of the coupled criterion, providing a tool that in
the future may allow solving complex problems of industrial relevance. A numerical example is presented, showing that
the implemented numerical procedure provides accurate predictions for the crack propagation.

KEYWORDS: CCFFM, PMTE-SC, FEM, UINTER in ABAQUS
1. INTRODUCCION grietas utilizando nuevos enfoques.

El modelo de zona cohesiva (CZM por sus siglas en inglés)
[1, 2] es el mas utilizado entre los modelos no clésicos de

la mecanica de la fractura. Aplica hipdtesis diferentes a

las utilizadas en el LEFM para evitar la singularidad de

tensiones en el vértice de la grieta y no requiere una grie-

ta inicial para predecir el origen de la fractura. Ademads,

puede predecir varias trayectorias del dafio a la vez cuan-

do se introducen varios elementos cohesivos [3, 4].

La presencia de grietas en materiales fragiles puede redu-
cir drasticamente la vida 1til de una estructura o provocar
fallos catastréficos. A pesar que en el pasado se han rea-
lizado muchas investigaciones para estudiar este tipo de
fractura, la iniciacién de grietas bajo cargas cuasi-estati-
cas es ain hoy en dia un tema controvertido. La Mecani-
ca de Fractura Eléstica Lineal (LEFM por sus siglas en
inglés) no puede predecir el inicio de la grieta en un con-
centrador de tensiones o en una singularidad débil, ni la
desviacién de la trayectoria de la grieta en el interior de
un material cuando alcanza una interfase. En las tdltimas
dos décadas, los investigadores se han centrado en desa-
rrollar modelos de la mecanica de la fractura eficientes
y precisos para la prediccion numérica de iniciacién de

Por otro lado, en el denominado modelado de la fractu-
ra por “Phase Field”, desarrollado a partir del trabajo de
Francfort y Marigo [5], se considera un modelo de gra-
diente de dafio que predice el inicio y la propagacién
de la grieta cuando un pardmetro de longitud se define
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adecuadamente como una longitud caracteristica del ma-
terial. Este modelo ha ganado una gran popularidad re-
cientemente, pero desde la comunidad cientifica se han
expresado preocupaciones acerca de las posibilidades de
las funciones de degradacién y de la energia de fractura
y del pardmetro de longitud para representar adecuada-
mente situaciones complejas que involucran, por ejem-
plo, a compresiones, contacto, anisotropia, iniciacién de
grietas, etc.

Por otro lado, en los dltimos afios, se ha hecho popular
la Mecénica de la Fractura Finita (FFM por sus siglas en
inglés), la cual permite considerar el inicio o el avance de
la fractura como un incremento finito de la longitud de
la grieta. Por tanto, no mantiene la hipétesis de Griffith,
que establece que el crecimiento de grietas es infinite-
simal. En el marco de la FFM, Leguillon [6] introdujo
el criterio acoplado de la FFM (CCFFM) que es la base
de este trabajo. En el criterio acoplado, los criterios de
tension y de energia son dos condiciones necesarias pero
no suficientes separadamente para permitir el inicio o el
avance instantdneo de una grieta. El criterio acoplado se
ha utilizado de manera efectiva para predecir el dafio en
diferentes materiales, incluidos los materiales compues-
tos [7, 8,9, 10, 11, 12, 13]. En este marco, Manti¢ [14]
desarroll6 una nueva formulacién del criterio acoplado,
donde se investigaron varios aspectos y aplicaciones de
la minimizacion de la energia total para el inicio y la pro-
pagacion de grietas en materiales fragiles, asumiendo la
evolucidon de la grieta de forma cuasi-estatica. El Princi-
pio de Energifa Total Minima bajo una Condicién de Ten-
sién (PMTE-SC por sus siglas en inglés), introducido en
[14], es mas versatil debido a su capacidad para ser utili-
zado en una implementacién computacional genérica con
una técnica de paso de tiempo. Ademds, el funcional de
la energia total es convexo por separado respecto a las
variables de dafio y de desplazamientos, lo que permite
que las técnicas de optimizacién sean eficientes y robus-
tas para minimizar la energia total.

2. PMTE-SC - PRINCIPIO DE ENERGIA TOTAL
MINIMA BAJO UNA CONDICION DE TENSION

La hipoétesis de Leguillon [6] postula que la combinacién
de los dos criterios de tensién y de energia puede prede-
cir el inicio de una nueva grieta que tiene una longitud
(cuando estamos estudiando un problema 2D) o un area
(cuando estamos estudiando un problema 3D) finita. El
criterio de tension usado en este trabajo requiere que la
tensién normal al plano de la posible grieta finita AS,
supere un valor critico o. Este criterio debe cumplirse
en cada punto x de la nueva superficie del material AS ..
Siguiendo la formulacién en [14, 15, 16], se pude escri-
bir una expresion bastante general del criterio tensional
mediante un funcional homogéneo de grado 1 respecto al
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campo tensional, f(c;, AS):
floij, AS ) = 0. (1

Se debe tener en cuenta que este criterio es evaluado antes
del inicio de la fractura en todo el dominio, €2, y permite
obtener todas las posibles superficies de grieta, AS. C Q.

Posteriormente el criterio energético es evaluado basando-
se en el balance energético incremental, ya que se evalda
considerando el estado previo y posterior a la fractura fi-
nita definida por AS:

AII(AS ) + AE; + AR(AS ) = 0, 2)

donde AII(AS.) es la variacion de la energia potencial,
AR(AS ) es la energia disipada en la formacién de la nue-
va superficie de grieta, AS., y AE; es el incremento de
energia cinética involucrada en el proceso, que siempre
serd mayor que cero. Por tanto, al igual que [6], que des-
precia el intercambio de calor en el balance energético, se
puede expresar el balance energético como:

AII(AS ) + AR(AS ) <0, 3)

que indica que la suma del incremento de energia poten-
cial y disipada debe permanecer constante o disminuir pa-
ra que se produzca la grieta finita. Alternativamente y de
forma basicamente equivalente a la formulacién tradicio-
nal del CCFFM de Leguillon, el PMTE-SC, introducido
en [14], también predice el inicio y/o el crecimiento de
grietas por incrementos finitos. En este trabajo, al igual
que en el CCFFM clasico, el PMTE-SC también asume
la evolucion del problema de forma cuasiestatica sin tener
en cuenta las fuerzas inerciales. Por tanto, el PMTE-SC
se puede escribir como la siguiente minimizacién bajo
una condicién de tension:

min [ATI(AS ) + AR(AS )] @)

donde la condicién de tensién significa que la minimi-
zacion de energia total sélo es considerada en aquellas
nuevas superficies de grietas para las que se verifica el
criterio tensional para unas condiciones de contorno da-
das. El concepto clave que subyace en esta formulacion
es que una nueva superficie de grieta puede aparecer solo
en aquellas regiones donde aparecen tensiones suficiente-
mente altas antes de la fractura, lo que representa que la
formacién de grietas se inhibe si las tensiones son dema-
siado pequenas, aunque haya una cantidad suficiente de
energia disponible para liberarse.

La Eq. (4) es una formulacion (incremental) del principio
de méaxima disminucién de la energia total del sistema, el
cual puede dar lugar a un problema de minimizacién no
convexo que es muy dificil de resolver usando un algo-
ritmo de optimizacién de la energfa total. En consecuen-
cia, se ha utilizado un algoritmo de minimizacién alter-
na (AMA) que separa el problema de minimizacién del
funcional de energia en dos términos independientes: la
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variable dafio y el campo de desplazamientos, basando-
se en que este funcional sea convexo respecto a cada una
de estas variables por separado. Esta técnica de optimiza-
cién ha mostrado ser eficiente y robusta para minimizar
la energfa total.

Por otro lado, en este trabajo se ha utilizado un enfoque
simplificado para modelar las discontinuidades de tensio-
nes que aparecen al producirse la fractura del material.
Para ello una vez que se ha definido la posible superfi-
cie de la grieta que satisface el criterio tensional, AS.,
se define una distribucién continua de muelles lineales
con espesor cero, que se conoce como Interfaz de Mue-
lles Elastica Lineal (LESI por sus siglas en inglés). A di-
ferencia de los elementos con espesor finito, en los ele-
mentos de espesor cero no existe una distancia entre las
superficies y, por lo tanto, la rigidez de contacto de estos
elementos no depende de su espesor. Es por ello que se
ha determinado que esta técnica es la mds adecuada pa-
ra simular grietas en un medio homogéneo cuando se usa
el Método de Elementos Finitos (FEM por sus siglas en
inglés).

3. RESULTADOS

Para analizar la capacidad de prediccion del PMTE-SC
se ha utilizado un problema clésico de Griffith, donde
se modela una placa con altura 2L = 80 mm, anchura
2W = 60 mm y una grieta inicial de longitud 2a centra-
da en el eje x. Como se muestra en la Fig. 1, debido a
la naturaleza simétrica del problema y en aras de la efi-
ciencia computacional, solo se modela la mitad derecha
del espécimen. Ademds de las condiciones de contorno
ilustradas en la figura, se asumen las condiciones de de-
formacién plana y se usa un sistema de coordenadas car-
tesiano (x,y). La placa analizada esta hecha de Zirconia
con las siguientes propiedades mecdnicas: el modulo de
Young E = 210 GPa, el coeficiente de Poisson v = 0.22,
la resistencia a traccion del material o, = 564.19 MPa y
la energfa de fractura G, = 476 Jm™>.

Para realizar el mallado de la placa se ha utilizado la lon-
gitud caracteristica del material que se puede determinar
a partir de la siguiente relacion, I/, = }(((I:—“)Z que da como
resultado 0.1 mm para el material estudiado. Cabe des-
tacar que el avance finito de la grieta obtenido usando el
criterio acoplado suele ser en torno a esta longitud ca-
racteristica o su fraccién, por lo que se debe definir una
malla (suficientemente fina) que pueda capturar con pre-
cision esta longitud de avance de la grieta. En este trabajo
se ha usado una malla uniforme de 300 elementos a lo lar-
go del avance potencial de la grieta Aag, determinado por
el criterio tensional. Cabe mencionar que se ha compro-
bado que con una malla mucho mas basta se obtienen re-
sultados similares. Se ha utilizado el elemento cuadratico
CPES de la libreria de ABAQUS.
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Para simular el inicio de la fractura con una longitud fini-
ta, ABAQUS realiza un andlisis FEM en el primer médu-
lo del algoritmo, es decir, el médulo del criterio tensional,
lo que da como resultado la maxima longitud inicial de la
grieta Aag propagando desde la grieta inicial g, tal y como
muestra la Fig. 1. Posteriormente, se incluye una Interfaz
de Muelles Elastica Lineal (LESI) a lo largo de las su-
perficies producidas por la presencia de Aag. El compor-
tamiento de estos muelles se incluye a través del modulo
UINTER de ABAQUS.

Posteriormente, el médulo que representa el criterio ener-
gético predice la longitud de grieta resultante, Aa., utili-
zando el algoritmo AMA. Como consecuencia del mode-
lado de la posible grieta como una distribucién de mue-
lles entre las dos superficies nuevas, las mallas usadas en
los médulos de los criterios tensional y energético son
diferentes. Sin embargo, dentro del modulo del criterio
energético no existen diferencias en las mallas de las di-
ferentes configuraciones de avance de grieta, ya que las
longitudes de las grietas en las iteraciones de AMA se
pueden alterar «activando» y «desactivando» los muelles
presentes a lo largo de las superficies de la grieta. En con-
secuencia, mantener la misma topologia de malla permite
la reduccién de errores numéricos en los calculos de in-
cremento de energia potencial.

tretteettetttittit o

; a Aag : L
g W
%LHHHLHHHHVG

Figura 1: llustracion del un modelo de grieta en el centro
con las dimensiones y las condiciones de contorno utili-
zadas para la simulacion numérica.

En la Fig. 2 se analizan los resultados obtenidos con el
algoritmo descrito. En el eje de abscisas se representa la
longitud de la grieta a medida que esta propaga desde su
longitud inicial, y en el eje de ordenadas se representa la
tensién remota que produce un incremento de grieta. En
las iteraciones del algoritmo que implementa el PMTE-
SC se analizan varios avances potenciales de grietas que
satisfacen el criterio tensional para una carga remota de-
terminada o, pero que no satisfacen el criterio energéti-
co. Algunos ejemplos de estos casos estan representados
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por las cruces rojas en la Fig. 2, el algoritmo no admite
los correspondientes avances potenciales de grietas como
aceptables, si no que aumenta la carga en el siguiente pa-
so para que el sistema pueda almacenar mds energia po-
tencial y asi llegar a satisfacer ambos criterios, tal y como
se sefiala en la Fig. 2 como puntos verdes.

Los resultados numéricos obtenidos con el PMTE-SC son
comparados con una curva analitica obtenida a partir del
CCFFM clasico (basado en la formulacién presentada en
[6]), se observa una muy buena coincidencia. El algorit-
mo puede predecir que la grieta crecerd inestablemente
bajo un control de carga remota fija, tal y como se obser-
va en los experimentos.

1000
564.19
E
2
s
g 100 4
7]
©
E
2
=

Point Method of CCFFM
e # Simulation results
10 T T T T T
1073 1072 1071 10° 10! 102 103

Crack Length, a (mm)

Figura 2: Comparacion entre las soluciones analiticas a
través del método cldsico del CCFFM y los resultados
numéricos del nuevo método del PMTE-SC.

4. CONCLUSIONES

En este trabajo, se ha implementado un nuevo método,
propuesto en [14], para caracterizar el inicio y la pro-
pagacién de grietas basado en el Criterio Acoplado de
la Mecanica de Fractura Finita (CCFFM), para el creci-
miento de grietas en un medio homogéneo. Este nuevo
método permite modelar la aparicién simultdnea de varias
grietas en un mismo problema. El algoritmo computacio-
nal implementado permite simular un proceso de fractura
en problemas planos basado en la nueva formulacién del
PMTE-SC, utilizando la subrutina UINTER de ABAQUS
y controlada a partir de unos scripts en Python. Ademads,
se introdujo un modelo de grieta a través de una distri-
bucion continua de muelles lineales entre las superficies
de las posibles grietas, el cual permite que la minimiza-
cion de la energia total se simplifique sustancialmente, ya
que el funcional de energia total (a priori no convexo) se
puede considerar como un funcional convexo por separa-
do en términos de las variables de desplazamiento y de
dafio.

Para evaluar la fiabilidad del algoritmo se ha analizado
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el problema clésico de una grieta centrada en una pla-
ca infinita sometida a traccién, desde un punto de vista
numérico (con el nuevo enfoque del PMTE-SC) y analiti-
co (con el enfoque clasico del CCFFM), arrojando resul-
tados idénticos considerando también tamafios muy pe-
quefios de la grieta inicial. Estos resultados abren una
nueva via para estudiar problemas mas complejos de ini-
ciacién y crecimiento de miuiltiples grietas. Sin embargo,
se necesita una investigacién mas profunda para optimi-
zar el algoritmo, ya que es necesaria la mejora del médulo
del criterio tensional para poder ser utilizado en casos de
mudltiples grietas potenciales.
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NUEVA LEY DE CRECIMIENTO DE GRIETAS POR FATIGA BASADA EN LA FUNCION DE
DISTRIBUCION DE GUMBEL: APLICACION A LA ALEACION Ti-6Al1-4V
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! Area de Ciencia de Materiales e Ingenieria Metalurgica. Universidad de Malaga
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RESUMEN

La caracterizacion del crecimiento de grietas por fatiga continua siendo un tema de interés en la evaluacion de la integridad
estructural de componentes mecanicos. Desde la década de 1960, se han desarrollado numerosos modelos utilizando
diferentes leyes para el crecimiento de grietas en funcion, generalmente, del rango del factor de intensidad de tensiones.
En este trabajo se propone la funcion de distribucion de Gumbel para ajustar la forma sigmoidal de las curvas de
crecimiento de grietas largas por fatiga de una aleacion de titanio Ti-6Al-4V y se describe la metodologia para obtener
los parametros de la funcion. Ademas, se utiliza el modelo de Walker para tener en cuenta el efecto de la relacion de carga
y se obtienen los parametros de la funcion para cualquier relacion de carga. Los resultados presentados son comparados
con los obtenidos utilizando el modelo basado en el cierre de grieta implementado en el software NASGRO. Estos
resultados muestran que el método propuesto es igual o mejor que el de NASGRO para correlacionar los valores
experimentales y predecir los efectos de la relacion de carga en la velocidad de crecimiento de grietas.

PALABRAS CLAVE: Crecimiento de grietas, Ti-6Al-4V, funcion de Gumbel

ABSTRACT

The characterization of fatigue crack growth continues to be a topic of interest in the evaluation of the structural integrity
of mechanical components. Since the 1960s, numerous models have been developed using different laws for the crack
growth as a function, generally, of the stress intensity factor range. In this paper, the Gumbel distribution function is
proposed to fit the sigmoidal shape of the fatigue crack growth curve of Ti-6Al-4V titanium alloys and the methodology
to obtain the function parameters is described. In addition, Walker model is used to take into account the load ratio effect
and the function parameters for any load ratio are obtained. Presented results are compared with those obtained using the
effective stress intensity factor range model based implemented in NASGRO software. These results show that the
proposed method is equally effective or better than NASGRO one in correlating experimental values and predicting the
load ratio effects on crack growth rate.

KEYWORDS: Fatigue crack growth, Ti-6Al-4V, Gumbel function

1. INTRODUCCION del fallo. A menudo en ingenieria se requiere un analisis

del crecimiento de grietas, no solo en la etapa de disefio
Historicamente el desarrollo de los métodos de analisis sino también en servicio, dado que se sabe por
de fatiga ha sido promovido por un lado por la necesidad experiencia que la inspeccion de componentes en
de proporcionar al ingeniero un método practico de servicio a menudo revela la presencia de grietas. Dicho
disefio y por otro la busqueda de un mejor conocimiento analisis es util para determinar si la grieta puede
del propio fendomeno. Atendiendo a la filosofia de disefio, ignorarse, si pueden establecerse periodos de inspeccion
de una forma muy genérica, podriamos clasificarlos en para su seguimiento o si es necesario reemplazar el
métodos clasicos o modelos de dafio y métodos en base a componente de inmediato. En definitiva, es necesario
la caracterizacion del crecimiento de las grietas, en los para evaluar la integridad estructural de un componente.
que se basa la denominada filosofia de tolerancia al dafio. Disponer pues de métodos de calculo fiables es preciso,

no solo desde el punto de vista de la seguridad, para evitar
En cuanto a los modelos de dafio, que incluyen los el fallo, sino también desde el punto de vista econdmico
métodos clasicos basados en las curvas S-N o &-N, se por los costes que pueden suponer las reparaciones y
puede decir que, a pesar de que gozan de un amplio sustituciones, o los costes indirectos derivados de una
consenso son claramente insuficientes porque no aportan parada inmediata.

ninguna informacion de la evolucion de las grietas antes
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El avance mas significativo en la descripcion del
comportamiento de crecimiento de las grietas por fatiga
de los materiales se produjo con el trabajo de P. Paris [1],
quien utilizé por primera vez el concepto del factor de
intensidad de tensiones (K) definido en la mecanica de
fractura relacionandolo con la velocidad de crecimiento
de las grietas (da/dN). La figura 1 muestra los resultados
del trabajo original de Paris donde puede observarse la
forma sigmoidal de la curva da/dN-AK y en la que pueden
distinguirse las tres regiones comiinmente denominadas
I,y Il (a, by cen la figura). Desde la década de 1960,
se han desarrollado numerosos modelos [2-5] cuyas
diferencias fundamentakes son el uso de distintas leyes
de crecimiento (en algunos casos con expresiones
matematicas relativamente sencillas o bastante mas
complejas en otros) y el uso de distintas variables como
fuerza conductora del proceso, es decir, como variable
que controla la velocidad de crecimiento (generalmente
AK, pero también K., un valor efectivo de AK basado
en el concepto de cierre de grieta o una combinacion
entre AK y K,..x entre otros). La mas sencilla de estas
leyes, conocida como ley de Paris (da/dN= C(AK)™),
tiene la ventaja de que los parametros C'y m se obtienen
facilmente en un ajuste por minimos cuadrados pero los
inconvenientes de que solo es valida en la region Il y de
que no es Unica sino que depende de la relacion de cargas
(R=Kyin/Knax). El nimero de parametros de los distintos
modelos propuestos y la complejidad de ajustarlos a
partir de resultados experimentales aumenta al ampliar el
rango de validez a las regiones I y/o 11l y al considerar el
efecto de R.

AK, Stress Intens|
5 10

ity Range, [I

ksivin]
20

| LI |

A533B-1 steel,
0,=627 MPa

1

Crack Growth Rate, da/dN [mm/cycle]
T

da/dN. Crack Growth Rate, da/dN [inches/cycle]

g 10 20 50 100
AK, Stress Intensity Range, MPa'm

Figura 1. Resultados del trabajo original de Paris

Source:

El objetivo de este trabajo es la busqueda de una ley de
crecimiento lo mas sencilla posible, que represente las
tres regiones con el menor numero de parametros a
ajustar con datos experimentales, que dichos parametros
tengan una interpretacion o significado asociado y que
sea valida para distintos valores de R. En este sentido, los
trabajos de Castillo y Canteli [6-8] apuntan a la busqueda
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de un modelo fenomenologico utilizando funciones de
distribucion acumulada de la familia de valores extremos
generalizados como una posible y adecuada alternativa.
En concreto, en este trabajo se analiza la capacidad de la
funcion de distribucion de Gumbel para caracterizar el
crecimiento de grietas largas con distintas relaciones de
carga en una aleacion de titanio Ti-6Al-4V.

2. LA FUNCION DE DISTRIBUCION DE GUMBEL

En la figura 2 se muestra la forma sigmoidal de la funcién
de distribucion de Gumbel dada por la ecuacion 1:

(1]

V= exp [_exp [}.—logfsda/dN”

Donde V* es la variable que controla la velocidad de
crecimiento normalizada en el intervalo [0,1] y 8 y A son
los parametros de escala y localizacion del modelo.

A constante 3 variable

LE+00 7
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LE01 /1
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S LEM —m 2
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1E-05
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Figura 2. Forma de la funcion de distribucion de Gumbel
para distintos valores de los parametros 1y 0.

En la figura 2 puede observarse que la funcion de Gumbel
presenta valores asintoticos de da/dN a -oo para V*=0y
a + oo para V* = 1 y una relacion practicamente lineal
entre log da/dN y V* en una amplia region intermedia.
También se observa en la figura que la pendiente en la
region intermedia es funcion del parametro 6 mientras
que la posicion de las curvas depende de A. Cabe pues
esperar al igual que sucede con los parametros C'y m de
la ley de Paris una dependencia de 6 con el material y de
A con la relacion de cargas R.

A la vista de este comportamiento cabe plantearse el uso
de esta funciéon como ley de crecimiento normalizando la
variable V' segun la ecuacion:
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log(V/Vin)

« _ logV-logVep
logVyp=logVen  10g(Vup/Vien)

Donde Vi es el valor asintdtico de la variable que
controla la velocidad de crecimiento en la region umbral
o region I y V,, el correspondiente valor asintotico de la
variable en la region I11.

Las principales ventajas de este planteamiento son:

* Puede aplicarse a cualquier variable V, normalizada
entre 0y 1, para la que la velocidad de crecimiento da/dN
varie de forma sigmoidal.

* La normalizacién de V evita las inconsistencias
dimensionales y la problematica asociada a las unidades
de los parametros.

* Si los valores asintdticos de la variable que controla la
velocidad de crecimiento (Vi y Vi) son conocidos los
parametros 0y A se obtienen con un simple ajuste por
minimos cuadrados. En efecto, la ecuacion 1 puede ser
escrita como la ecuacion de la recta:
log(da/dN) = =8 In(—=InV*) + 1 [3]
* Atin en el caso de que los valores asintoticos Vi y Vi
no sean conocidos, el ajuste de la funcidon permitiria
obtenerlos si se tienen datos experimentales en las
regiones extremas.

Se puede concluir facilmente que tanto si se considera AK
como variable que controla la velocidad de crecimiento
como si se considera K. como dicha variable, si los
valores asintoticos cumplen la relacion AK=K,.«(1-R) la
normalizaciéon propuesta en la ecuacion 2 conduce a
idénticos valores de AK* v K4, ¥ por tanto el ajuste de
minimos cuadrados de la ecuacion 3 da idénticos valores
de los parametros dy A en ambos casos.

3. APLICACION A LA ALEACION Ti6Al4V

Para probar la capacidad de la funciéon de Gumbel como
ley de crecimiento se ha aplicado lo descrito en el
epigrafe anterior a los resultados correspondientes a una
aleacion de titanio Ti-6Al-4V disponibles en la base de
datos del software NASGRO [9] con el identificador
P3ED12ABO1A. La figura 3 muestra los resultados
experimentales para cuatro valores positivos de R (0.1,
0.33, 0.5 y 0.75) junto al ajuste de dichas curvas y los
parametros de la ecuacion de crecimiento propuesta en
NASGRO.

En el ajuste aqui realizado se ha tomado 4K como
variable que controla la velocidad de crecimiento para
comparar los resultados obtenidos con el ajuste de
NASGRO.
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Figura 3. Datos experimentales Ti-6A1-4V y ajuste de la
ecuacion de crecimiento propuesta en Nasgro.

En primer lugar, se ha realizado un ajuste individual a
cada una de las curvas. Para la normalizacion de 4K se
tomaron como valores asintoticos 4Ky y 4K, aquellos
que proporcionan para cada valor de R la maxima
correlacion lineal en el ajuste de la ecuacion 3 en las
regiones | y II. Dichos valores, asi como el valor de los
parametros 0 y A obtenidos por un ajuste de minimos
cuadrados de la recta (ec. 3) se recogen en la tabla 1. La
figura 4 muestra los ajustes de la ecuacion 3 a cada curva.
Puede observarse que los valores de O, que se
corresponden con las pendientes de las rectas de la figura
4, son muy similares corroborando asi la interpretacion
de O como un pardmetro que caracteriza el material. Sin
embargo, los valores de A, que se corresponden con la
posicion de las rectas dependen de R como cabia esperar.

Tabla 1. Parametros de los ajustes individuales a los
datos experimentales del Ti-641-4V para da/dN en
mm/ciclo .

R Ay AMK, S A R
0.10 35 108 1597 -4.408 0.9892
033 29 80 1.600 -4.537 0.9950
050 23 56 1464 -4901 0.9933
075 20 30 1382 -5.213  0.9976
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Figura 4. Ajuste de los datos experimentales
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En la figura 5 se muestran como lineas de trazo continuo
las funciones de Gumbel resultantes con los valores de la
tabla 1 y puede observarse un excelente ajuste a los
valores experimentales en las regiones [ y II. En la figura
superior se muestra da/dN en funcion de 4K, en la figura
inferior se muestra da/dN en funcion de K. obtenidas
normalizando K. con los valores Kygxm = AKy (1-R) y
Kinaxsup =A4Kp/ (1-R) y los parametros 0 y A de latabla 1.

1.E+00
*R=0.1
LE-01 1 | peo33
= LE-02 | R=0.5
=
cl % R=0.75
E LE03 4
g
7, LE-04
E -
= LE-05 { it
5
1.E-06 - / )
LE-07 .
1
LE+02
LE+01 * R=0.1
+R=0.33
LE+00
R=0.5
S 1LE01
S % R=0.75
3 1E02
£
E LE03
£ 1504
=
]
= LE05
LE-06
LE-07

100
K, ( MPa m'?)

1 1‘0 1,000
Figura 5. Funciones de Gumbel obtenidas del ajuste
individual a cada curva da-dN para distintos R.

Dado que el objetivo de este trabajo es la busqueda de
una ley de crecimiento valida para distintos valores de R,
se hace necesario encontrar la relacion entre R 'y AKy,
AK,, (necesarios para la normalizacion) y la relacion
entre R y el parametro A.

Aunque el efecto de R en el valor umbral 4K, depende
mucho del tipo de material es cominmente aceptada una
dependencia lineal entre ambos para R > 0.
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La figura 6 muestra una razonable linealidad entre R y
AKy, que puede ser escrita como:

AKy, = MKy o(1 — C1R) = 3.67 (1 — 0.65 R) MPavm

Expresiones similares a la obtenida son comunmente
empleadas para distintos tipos de aceros.

4.0

3.5 4 *

R?= 0.962
3.0 4

2.5 4

AK, (MPam'?)

0.5 A

0.0 T T

0.4 0.6
R

Figura 6. Relacion AKy, obtenido en los ajustes - R.

0.0 0.2 0.8

En cuanto a la dependencia del valor asintotico superior
con R, como puede observarse en la figura 5 el valor de
Kinax parece ser el mismo para cualquier R, resultado que
es coherente con el hecho constatado de que la fractura
se produce cuando el valor de K alcanza un valor critico.
Esto justifica la dependencia de 4K, con (1-R) mostrada
en la figura 7, el ajuste permite obtener:

AKyy, = max,up(1 —R)=119(1—-R) MPavm

120.0
y=118.56x A
100.0 1 R?=0.9961 .7
£ 00 A &
E]
=
% 60.0 -
E
2 p
< 400
&
20.0 A
0.0 T : T :
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
iR

Figura 7. Relacion AK,, obtenido en los ajustes - R.

Es necesario ademas buscar la relacion entre R y el
parametro de localizacion A. Una de las ecuaciones mas
utilizadas para caracterizar el efecto de R es la basada en
la aplicacion del modelo de Walker, seglin el cual la
variable que controla la velocidad de crecimiento es AK:

AK = Knax(1 = R)Y

donde y es una constante del material y AK es un AK con
R=0 equivalente que causa el mismo crecimiento que la
combinacién K., R. Teniendo en cuenta la relaciéon

AK=K,.(1-R) pueden obtenerse las siguientes
equivalencias:
AR =K, (1—R) = __ Ak KXV AKY
max (1 — R)l_y max
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De la tltima de las equivalencias puede observarse que
este modelo realmente propone como variable que
controla la velocidad de crecimiento a las dos variables
K,ax y AK, coincidiendo con la propuesta de diversas
publicaciones recientes [10-13].

Realizando el anélisis de regresion multiple propuesto en
[5] alos datos experimentales en la region II de las curvas
se puede obtener facilmente el valor de y=0.82. La figura
8 muestra como la variable propuesta por Walker hace
que se solapen todas las curvas en la region II
coincidiendo con los valores para R=0.

1.E+00

+ R=0.1

LE-01 4 +R=033
S LE02{ #“R=05
=
) X R=0.75
E LE-03 -
E
7, 1.E-04
g
= 1E-05

LE-06 -

1.E-07

1 10 100

AK = AK/(1 — R)"Y (MPam'?)
Figura 8. Aplicacion del modelo de Walker.

De nuevo se puede comprobar que si la variable AK se
normaliza con los valores:

AKy,

A-R™

AK;p
- R

ch = y AKup =

los parametros 6 y A, obtenidos al ajustar la ecuaciéon 3
considerando a AK como la variable que controla el
crecimiento de las grietas, son idénticos a los obtenidos
usando 4K o Kyu.x. Esto explica ademas que el parametro
de localizacién A pueda ser correlacionado con (1-R)!'™
como muestra la figura 9.

-4.0

-4.2 4
y =4.1567x-8.4782
R?=0.9634 .

4.4 4

4.6 1

4.8

Parametro A

-5.0 A

-5.2 A

-5.4

0.9 0.9 1.0

(1-R)a-»

0.7 0.8 0.8 L0

Figura 9. Relacion A obtenido en los ajustes - R.

Establecidas las relaciones entre R y AKy, AK,p y el
parametro A y considerando el parametro 6 el promedio
de los valores mostrados en la tabla 1 se puede obtener la
funcion de Gumbel que representa da/dN para cualquier
valor de R. No obstante, puesto que el parametro A varia
linealmente con (1-R)', un procedimiento mas riguroso
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es realizar un analisis de regresion multiple en la
ecuacion:

log(da/dN) = =5 In(—InAK*) + (1 = R)¥Y + A,
siendo A=A (1—-R)"+ 1,

Los resultados obtenidos de dicho andlisis y que
demuestran la calidad del ajuste figuran en la tabla 2.

Tabla 2. Parametros del ajuste de regresion multiple

Coeficientes Estadisticas de la regresion
5 1.539 ~ Coeficientede 459,
correlacion multiple
Coeficiente de
M 4.465 determinacion R? 0.9888
A2 -8.766 R? ajustado 0.9887

En la figura 10 se muestran, en idéntica escala y unidades
que en la figura 3, los resultados experimentales junto al
ajuste realizado para compararlo con el propuesto en
NASGRO. Se puede observar comparando ambas figuras
que el ajuste propuesto es muy similar o incluso mejor en
algtin caso que el propuesto en NASGRO.
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E @ P3ED12ABO1A1R=0.1
+ P3ED12ABD1A2 R=0.33
X P3ED12AB01A4 R=0.75 +
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Figura 10. Datos experimentales Ti-6A1-4V y ajuste de la
Jfuncion de Gumbel propuesto.
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4. CONCLUSIONES

Las principales conclusiones del trabajo pueden

resumirse en:

* Es posible caracterizar para cualquier relacion de
cargas R la velocidad de crecimiento de grietas largas por
fatiga para la aleacion de estudio Ti-6Al-4V usando una
funcién de distribucion de Gumbel.

* El ajuste obtenido usando la funciéon de Gumbel es
igual o mejor que el propuesto en NASGRO para
correlacionar los valores experimentales de velocidad de
crecimiento de grietas con la variable AK. Ademas, el
mismo ajuste es valido para correlacionar la velocidad de
crecimiento con las variables K.x 0 AK de Walker.

* El nimero de parametros a ajustar es pequeflo en
comparacion con otros modelos dado el rango de validez
de los resultados.

* Con la metodologia propuesta la obtencion de los
parametros es sencilla y requiere solo de analisis simples
de regresion lineal que pueden realizarse sin dificultad en
una hoja de calculo.

* Los pardmetros de la funcioén (8, A1, A2, AKuo, Ci,
Kuaxuwp, Yy Yy tienen una interpretacion o significado
asociado.

» Jes el parametro que caracteriza al material, el ajuste
a conjuntos de datos individuales proporciona valores
distintos, la dispersion de dicho parametro puede ser
interpretada como medida de la propia aleatoriedad
del material.

* Los parametros Ai, A y y determinan la dependencia
de la localizacion de la velocidad de crecimiento con
la relacion de cargas R.

* El parametro AKy, representa el valor umbral de AK
para R =0.

» El parametro C; determina la dependencia del umbral
con R.

» El pardmetro K.y representa el valor critico de K
que produce el crecimiento inestable de la grieta,
tedricamente con una velocidad de propagacion
infinita.

» La normalizaciéon de la variable de la funcion de
Gumbel hace que los parametros 5, A1 y A2 sean idénticos
empleando como variable que controla el crecimiento
AK, Knax 0 €l AK equivalente propuesto por el modelo de
Walker.

» La normalizacion de la variable de la funcion de
Gumbel evita algunas inconsistencias dimensionales y la
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problematica asociada a las unidades de los parametros.
Para valores experimentales expresados en distintas
unidades basta hacer el cambio de unidades en los
parametros AK,0 Y Knax,up-
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RESUMEN

La presencia de tensiones residuales puede tener una gran influencia en el comportamiento de los materiales,
especialmente en condiciones de fatiga. En este articulo, presentamos una técnica de medida de tensiones residuales, con
resolucion espacial por debajo de 100 micras. La técnica consiste en mecanizar una hendidura en la superficie de la
muestra con un haz de iones focalizado (FIB), y en medir los desplazamientos generados por la relajacién de tensiones
alrededor de la rendija. Para ello, se utiliza un algoritmo de correlacion digital de imégenes (DIC) capaz de medir
desplazamientos por debajo del pixel, y se comparan con los calculados en simulaciones de elementos finitos. Las
primeras medidas utilizando esta técnica se hicieron en una muestra de metal duro con tensiones residuales compresivas
de gran magnitud, generadas durante un proceso de rectificado. En este trabajo, se han caracterizado las tensiones
residuales presentes en una muestra de acero, deformada plasticamente en un ensayo de flexién a cuatro puntos. Las
tensiones son un orden de magnitud menores que en el anterior estudio. Las medidas realizadas con esta técnica se han
comparado satisfactoriamente con valores obtenidos mediante la técnica sin? 1 basada en difraccion de rayos X.

PALABRAS CLAVE: correlacion digital de imagenes, micromecanizado, medida de tensiones residuales, elementos
finitos

ABSTRACT

The presence of residual stresses can have a paramount influence on the mechanical behaviour of materials, especially
under fatigue conditions. In this paper, we present a technique for measuring residual stresses, with a spatial resolution
smaller than 100 microns. The technique consists of milling a slit on a sample’s surface with a focused ion beam (FIB),
and on measuring the displacements caused by stress relief around the slit. For that purpose, a digital image correlation
(DIC) algorithm capable of measuring sub-pixel displacements is used, and these displacements are compared to finite
element simulations. Initial measurements using this technique were carried out on a hardmetal sample, where large
compressive residual stresses were present due to a grinding process. In this work, the stress state of a steel sample
deformed plastically on a four point bending test was characterised. Residual stresses were an order of magnitude smaller
than in the previous study. Residual stresses measured using this technique were successfully compared to values obtained
using the X-ray diffraction sin? ¥ technique.

KEYWORDS: digital image correlation, microscale milling, residual stress measurement, finite element method

1. INTRODUCTION Shot peening is an example of such a beneficial
application of residual stresses. Techniques for
Residual stresses are critical for the mechanical measuring residual stresses are classified in two main
performance of materials, especially under fatigue. categories: stress-relief based and diffraction based.
Multiple mechanisms can cause residual stresses to arise
[1]: local differences in physical properties (thermal Stress-relief techniques rely on the controlled removal of
expansion coefficient, stiffness, yield strength ...) within material, which creates free surfaces. Under the presence
a material, or thermomechanical processes (temperature of residual stresses, distortions would occur around the
gradients, inhomogeneous plastic deformation ...). Their new surfaces to relax them. By measuring these
presence can cause premature failure: tensile residual displacements, residual stresses can be measured. The
stresses promote crack initiation and damage simplest stress-relief technique is hole-drilling, where a
accumulation. Alternatively, there are situations where circular hole is machined on a surface, and displacements
deliberately introduced residual stresses can benefit a are detected using strain gauges. The typical probe range
system: compressive residual stresses delay fatigue crack of this technique is macroscopic, from some millimetres
propagation and contribute to crack closure. to centimetres.
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The residual stress measurement technique used in this
work is an adaptation of hole-drilling to the microscale:
the material removal is done using a focused ion beam
(FIB), and displacements are detected using a digital
image correlation (DIC) algorithm. Consequently, the
technique is called FIB-DIC [2].

Diffraction based techniques are non-destructive, and
monitor changes in the spacing between families of
atomic planes. The standard X-ray diffraction (XRD)
sin? 1 technique [3] was used as a reference technique to
verify the residual stress measurements obtained using
the FIB-DIC technique.

Previous work using this technique consisted of
measurements on a ground hardmetal sample [4,5].
Highly compressive residual stresses, of the order of ~ —
1900 MPa, were measured and successfully compared to
the XRD-sin? ¥ technique. In this work, the FIB-DIC
technique was tested under different work conditions: the
material at hand was high carbon steel, and the measured
stresses were an order of magnitude smaller than in the
previous study. A four point bending test was selected as
study case, where an initially stress-free flat sample was
bent and plastically deformed at the outermost surfaces.
The residual stresses generated due to the
inhomogeneous plastic deformation were characterised.

This paper is structured as follows. First, an overview of
the measurement process following an FIB-DIC
workflow is given, covering all the necessary steps:
electron and ion microscopy, digital image correlation to
measure surface displacements, and finite element
simulations to relate displacements to stress values.
Then, a description of the material, of the stress
generation procedure (a four point bending test) and of
the X-ray diffraction residual stress measurement
parameters is given. Lastly, the obtained results are
presented and discussed, and some brief concluding
remarks are made.

2. FIB-DIC METHODOLOGY

In this section, the stages followed to obtain residual
stress measurements using the FIB-DIC technique are
described.

2.1. Electron and ion microscopy

The first step of the measurement process was capturing
a scanning electron microscope (SEM) image of the
surface. The equipment employed for the study was an
FEI Quanta 3D FEG dual-beam microscope. Imaging
and ion beam machining can be done in this equipment,
since it has an electron column as well as a Gallium ion
column. An example of one of the SEM images captured
for this work is shown in figure 1, where an area of
~150 x 150 pm? was imaged. The image contains a
total of 4096 x 3773 square pixels, so that each pixel is
representative of ~36 x 36 nm?.
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15.0 k|2 000 X ETE 9.9 mm 1.0 149 um
Figure 1. SEM image of the region to be measured.

A rectangular slit was then milled in the same region. The
geometry of the slit (length x width x depth, [ X w X h)
was chosen to be 50 x 2 x 10 um?®. The depth of the slit
needed to be calibrated, as described in [4]. Figure 2
shows the same region as in figure 1, after the FIB
milling.

50 um

Figure 2. SEM image of the region shown in figure 1,
after machining a rectangular slit using an FIB.

2.2. Digital image correlation

A digital image correlation algorithm was used to detect
surface displacements around the slit. More specifically,
a Fourier-based correlation algorithm [6], capable of
registering sub-pixel displacements. The images were
split in 64 x 64 square pixel regions of interest (ROIs)
and their local displacements were calculated. A map
was constructed from these values, as shown in figure 3.
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Figure 3. Displacement map calculated using the DIC
algorithm, showing stress relaxation due to slit milling.
(Red: right. Blue: left)

2.3. Finite element simulation

Finite element simulations of the stress relief process
were carried out using ABAQUS software. A linear
elastic material with the properties given in section 3.1
was chosen. The analysis is dimensionless, meaning that
only the Young’s modulus of the sample and geometrical
aspect ratios (I/w = 25 and l/d = 5 in this work) need
to be known to run the simulation. To reduce boundary
effects, a model 100 times larger than the slit was chosen.
A mesh containing 405 176 C3D10 elements was used,
fine around the slit and gradually coarser at the
boundaries (figure 4).

Figure 4. Mesh of the model used in the finite element
simulation, containing 405 176 tetragonal elements.

The displacement profile around the slit (figure 5) was
extracted, and used to fit the DIC-measured values.
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relief

Figure 5. Displacement map of the stress
simulation, normalised to slit depth.

3. EXPERIMENTAL PROCEDURE

This section describes the material used in the work, the
stress-generation procedure and the parameters used for
the XRD-sin? i measurements.

3.1. Material

High carbon (0.70%C) flat rolled steel was used for this
work, with a Young’s modulus of 210 GPa and Poisson
ratio of 0.3. The dimensions of the flat sample were:
length, 65 mm; width, 7 mm; thickness, 0.9 mm. The
sample was annealed, in order to minimise the presence
of residual stresses.

3.2. Four point bending

The flat sample was deformed on a four point bending
(4PB) setup, as depicted in figure 6.

=

Figure 6. Four point bending test setup. The loading pins
are symmetrically positioned w.r.t. the centre.

The deformation between the internal loading pins is
homogeneous in the longitudinal direction, and varies
linearly along the thickness. This homogeneity is
desirable for the measurements. The magnitude of the
maximum stress, assuming elastic behaviour, is given by

6Fa
~ phz?

amax -

€]
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where a = L/4 =17.5 mm is the horizontal distance

between nearest top and bottom loading pins, and b =
7.0 mm and h = 0.9 mm are the width and thickness of
the sample, respectively. The convex side (top in figure
6) is subjected to tensile stresses, while the concave side
(bottom) is under compression. If the sample deforms
plastically, a residual stress profile similar to the one
shown in figure 7 is introduced upon unloading. The
region loaded with tensile stresses presents compressive
stresses after unloading, and vice versa.

freernr t
i

Thickness

Loading stress Unloading stress Residual stress

Figure 7. Generation of residual stresses on a flat
sample by plastic deformation during a 4PB test.

In this paper, the residual stresses at the top and bottom
faces of a flat sample deformed using the 4PB setup from
figure 6 were measured.

3.3. X-ray diffraction

X-ray diffraction (XRD) sin? i technique was used as a
reference technique for the FIB-DIC residual stress
measurements. A diffraction setup based on the Bragg-
Brentano configuration was used. The measured phase
was o-Ferrite, using the (2,2,2) crystal plane and Cu K,
radiation (wavelength 1 = 1.5406 A).

4. RESULTS AND DISCUSSION

Residual stresses were measured on the flat annealed
sample using the XRD-sin?1 technique, in both the
longitudinal and lateral directions. Table 1 shows that the
annealing process successfully eliminated the presence
of residual stresses:

Table 1. Residual stresses measurements in the
longitudinal and lateral directions of an annealed steel
flat sample.

Measured System oxrp (MPQ)
Annealed
Longitudinal 10 1+ 40
Annealed
Lateral 40 £30

The annealed sample was deformed to an arbitrary
(moderate) deformation level using the 4PB setup
depicted in figure 6, and the residual stress on the top and
bottom faces was measured using XRD.

The top face presented a compressive residual stress of
Otop = —120 £ 20 MPa, and the stress on the bottom
face was oy, =70+ 20 MPa. These results are
consistent with the expected behaviour from the test, as
shown in figure 7. The magnitude of the stress in both
faces is not the same, which could be caused by a
different initial stress present in both faces before the
bending test or a different yield strength in tension and
compression.

Residual stresses in the same regions have been measured
using the FIB-DIC technique, the results are shown in
figure 8.

0= -140+10 MPa
30- ot a)

20 -

Displacement (nm)
\
o

-20 -

230 H .
-80 -60 -40 -20 0 20 40 60 80
Distance From Slit (zom)

o=90+10 MPa
| b)

20 -

Displacement (nm)
\

-20 -

230 H .
-80 -60 -40 -20 0 20 40 60 80
Distance From Slit (yum)

Figure 8. Measurement of residual stress on the top (a)
and bottom (b) faces of the plastically deformed sample.
A compressive stress was measured on the top face, and
a tensile stress on the bottom face. Red dots represent
DIC-measured displacements, and the black solid line is
the fitting to the FEM-simulated data.

These values are compatible with the results obtained
using the XRD-sin? 1 technique. These results are
summarised in table 2.
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Table 2. Residual stress measurements on the top and
bottom faces of the plastically deformed steel flat sample,
using the XRD and FIB-DIC techniques.

Measured System oxrp (MPa) | 0g5_pic (MPa)
Plastically Deformed
Top Face —120 +20 —140 +£10
Plastically Deformed
Bottom Face 70 +20 90 £10

5. CONCLUSION

This work has shown the validity of the FIB-DIC
technique for different materials and stress ranges: the
first measurements [4] were carried out on a hardmetal
sample (Young’s modulus = 584 GPa) with strong
compressive residual stresses (~ — 1900 MPa). In this
work, the measured material was high carbon steel
(Young’s modulus = 210 GPa), and the stresses were an
order of magnitude smaller, both compressive and tensile
(~ £ 100 MPa). These measurements show excellent
agreement with those obtained using the widely used
XRD-sin? 1y technique.

Advantages of the FIB-DIC technique are its highly local
nature and sensitivity: the region captured in the SEM
images had an area of ~150 x 150 pm?. With a pixel
resolution of 4096 x 3773 square pixels, the area
contained within each pixel was ~36 x 36 nm?. Thanks
to the sub-pixel registration capabilities of the technique,
displacements of the order of 10 nm and smaller (see
figure 8b) were detected and used to successfully
measure residual stresses.

On top of testing the compatibility of both residual stress
measurement techniques, the stress state of the flat
sample after the 4PB test was found consistent with the
theoretical analysis. Discrepancies in the magnitude of
the tensile and compressive stresses in the convex and
concave faces were attributed to (small) nonzero initial
residual stresses and/or differences in yield strength for
tensile and compressive loading.
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FATIGA E INTERACCION CON EL MEDIO AMBIENTE

243



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

244



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)
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RESUMEN

Vivimos en una sociedad cuyo modelo energético, basado en los combustibles fésiles, es insostenible desde el punto de
vista econémico y medioambiental. En consecuencia, resulta evidente la necesidad de encontrar nuevas alternativas
energéticas. Numerosos expertos ya hablan de la conocida como “economia del hidrogeno”.

Si bien es verdad que el hidrégeno como vector energético puede ser una solucién, debemos afrontar los retos que supone
su produccién, almacenamiento y distribucion. La mayor dificultad radica en la eleccion de los materiales utilizados,
puesto que deben trabajar en una atmésfera rica en hidrégeno a alta presion. Esta circunstancia genera retos en materiales
como el acero, principal componente de las vasijas de almacenamiento de hidrégeno, cuya fragilidad aumenta
considerablemente como consecuencia de la difusién del Ho.

Actualmente se carece de ensayos de fatiga por flexidn rotativa con fragilizacion in-situ debido a la ausencia de maquinas
gue estén adaptadas a dicha capacidad. El objeto de este trabajo es disefiar, fabricar y validar la adaptacion de una maquina
de fatiga por flexion rotativa integrando una celda electrolitica para la realizacion de ensayos bajo fragilizacién in-situ de
hidrégeno. El reto radica en establecer la celda en un ensayo dindmico de hasta 5000 rev/min.

PALABRAS CLAVE: Hidrégeno, fragilizacion, fatiga, flexion rotativa, celda electroquimica.

ABSTRACT

We live in a society whose energy model, based on fossil fuels, is economically and environmentally unsustainable.
Consequently, there is clearly a need to find new energy alternatives. Many experts are already talking about the called
"hydrogen economy".

While it is true that hydrogen could be a solution as an energy vector, we must face the challenges of its production,
storage and distribution. The biggest difficulty lies in the choice of materials, because they operate at high pressure in a
hydrogen-rich atmosphere. This fact generates challenges for materials such as steel, the main component of type 1
hydrogen storage vessels, whose brittleness increases considerably as a result of H, diffusion.

There is currently a lack of in-situ embrittlement rotary bending fatigue tests due to the absence of testing machines
adapted to this capability. The aim of this study is to design, manufacture and validate the adaptation of a rotary bending
fatigue machine integrating an electrochemical cell for testing under in-situ hydrogen embrittlement. The challenge lies
in establishing the cell in a dynamic test up to 5000 rev/min.

KEYWORDS: Hydrogen, embrittlement, fatigue, rotary bending, electrochemical cell.

1. INTRODUCCION Al mismo tiempo que la demanda de energia aumenta,

consecuencia del continuo aumento de la poblacién
Cuando se habla del futuro en términos energéticos es mundial y de la creciente demanda de paises en vias de
imposible no hacer referencia al hidrégeno. Numerosos desarrollo, las reservas de combustibles fdsiles
expertos ya hablan de la conocida como “economia del disminuyen [1]. En la Figura 1 es posible visualizar como
hidrégeno”, esto es, que dicho combustible formara parte la prevision de la demanda de energia es creciente
del conjunto de vectores que sustituiran a los mientras que la produccion anual de combustibles fosiles
combustibles fésiles [1]. esta previsto que vaya decayendo.
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Figura 1. Prevision de produccién y demanda de
combustibles fésiles a futuro [2].
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La Unidn Europea es consciente de esta realidad, y esta
ejecutando un plan de impulso y desarrollo de la industria
del hidrégeno como vector energético en el sector del
transporte, entre otros. Prueba de ello fue la sesion
parlamentaria del 21 de octubre de 2022, donde se aprobo
un objetivo de reduccion de emisiones de gases de efecto
invernadero del 20% para 2035 y del 80% para 2050 [3].

Si bien es verdad que el hidrégeno puede ser una solucién
frente a los combustibles fosiles, también debemos
pensar en el modo de almacenamiento, transporte y
distribucion. Este aspecto podria ser un condicionante a
la hora de utilizar el hidrogeno. Esto es debido a que el
comportamiento de algunos materiales, en especial las
aleaciones metélicas en una atmdsfera rica en hidrégeno
a alta presion, es diferente al que muestra en condiciones
normales. El tamafio del atomo de hidrégeno le permite
difundirse con relativa facilidad a través del material y
acumularse en defectos y limites de grano, y ello acaba
motivando un proceso de degradacion de su ductilidad.

La expansidon del mercado del hidrogeno, y la expectativa
de un incremento exponencial de su produccion, abre un
escenario de interés a cualquier innovacion que redujera
la sensibilidad a la fragilizacion de las aleaciones
metalicas econdémicamente mas competitivas para la
fabricacién de hidroductos y depositos.

Teniendo en cuenta que la principal caracteristica de la
fragilizacion por hidrogeno es la pérdida de ductilidad, el
nivel de alteracion de la curva S-N seria un fiel reflejo de
la capacidad de un material a verse afectado ante
ambientes de este tipo. Dentro de las mdltiples
configuraciones de ensayo para estimar estas curvas S-N,
se encuentra el ensayo de fatiga por flexion rotativa
(ensayo FxFR), que se caracteriza por ser uno de los
métodos de ensayo mas dptimo desde un punto de vista
de tiempos y coste del ensayo. En la actualidad no existen
ensayos FxFR con fragilizacién in-situ de hidrégeno
debido a la ausencia de maquinas que estén adaptadas a
dicha capacidad. Sin embargo, los reducidos costes que
suponen los ensayos de fatiga en maquinas de FxFR
aunados a la rapidez con la que éstos pueden ser
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efectuados, han generado la motivacion de este trabajo de
investigacion: el disefio de un sistema in-situ de
fragilizacion por hidrégeno en una maquina de fatiga por
flexién rotativa para alto nimero de ciclos.

2. METODOLOGIA
2.1. Generacion de hidrogeno

La dificultad en el uso de hidrogeno (H) radica en que se
trata de un vector energético que debe ser producido,
puesto que en la Tierra s6lo se encuentra contenido en
diversas moléculas como el agua y los hidrocarburos.
Este problema esta presente a la hora de su utilizacion
como combustible, pero también lo vamos a encontrar a
la hora de realizar ensayos de fragilizacion por
hidrégeno.

Un ensayo de fragilizacion por hidrédgeno consiste en
estudiar el comportamiento de un material bajo
atmdsferas ricas en hidrogeno. Existen dos métodos para
lograr la difusion de este elemento en el interior de la
probeta:

i. Difusién de hidrégeno a alta presion. Este
método es el mas fiel con el escenario real. El
material a cargar se pone en contacto con una
atmosfera de hidrégeno a alta presion. En el
caso de utilizar autoclave puede realizarse este
proceso de carga a alta temperatura, lo que
acelera el proceso de difusion del hidrdgeno.

ii. Difusion del hidrégeno por carga catéddica. El
método se basa en el montaje de una celda
electrolitica, en la que la probeta actia como
catodo (electrodo de trabajo) y, usualmente, un
electrodo de platino hace de anodo (electrodo
auxiliar), con ambos sumergidos en un
electrolito conductor. La aplicacion de una
diferencia de potencial entre ambos electrodos

hace que la solucion electroquimica se
descomponga y los iones de hidrogeno
(protones) liberados sean atraidos

electrostaticamente por el catodo. EI aumento
de concentracién de protones en la superficie de
la probeta o electrodo de trabajo hace que se
inicie un proceso de difusién del hidrégeno
atémico H al interior de la probeta, logrando la
carga buscada.

Existen ventajas e inconvenientes para cada método de
carga. La carga por alta presion requiere una instalacion
mas compleja y unos equipos mas costosos que exigen
importantes controles de seguridad. A cambio, es el
método mas fiel al escenario real. Por otro lado, la carga
catédica se aleja del escenario real, pero refleja una
sencillez y adaptabilidad del sistema muy superior. La
versatilidad propia de este segundo método hace mucho
mas sencillo aunar el método de carga con la opci6n in-
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situ de ensayo, que es el objetivo principal de este
proyecto.

La eleccion de un sistema in-situ o exsitu ha de basarse
en el tipo de ensayo que se pretende realizar. En los casos
en los que los tiempos de ausencia de carga de hidrégeno
hasta la finalizacion del ensayo sean lo suficientemente
cortos, la opcion exsitu sera la mas adecuada, por su
mayor sencillez y bajo coste. Pero en los casos de
ensayos de larga duracion, este sistema con ausencia de
carga durante el ensayo, no es una opcion viable, ya que
el hidrégeno se iria difundiendo al exterior alterandose su
concentracion durante el ensayo. Por ende, los ensayos
de fatiga de alto nimero de ciclos descartan la opcion
exsitu. Llegados a este punto, ante la disyuntiva de elegir
entre un sistema de carga por alta presidn o un sistema de
carga catodica, la segunda opcidn es la Optima. Esto se
debe a que la adaptacién de un sistema de alta presion de
hidrégeno que contuviera a la probeta de fatiga seria una
instalacion sumamente costosa y con amplios retos de
seguridad. Si se pretende realizar ensayos de fatiga de
alto nimero de ciclos, la opcién mas recomendable, por
su bajo coste, es la fatiga por flexion rotativa. En este tipo
de sistemas, existe una mordaza que no se encuentra
anclada en la maquina y que cede cuando la probeta
alcanza el fallo. Con ello, se producen movimientos
relativos y aplicaciones de pares de fuerza que hacen
imposible adaptar un contenedor de alta presion en la
zona de la probeta donde acontece el proceso de fatiga.
Esto llevaria a que la adaptacion de un sistema de carga
de alta presién en una maquina de fatiga por flexion
rotativa, requeriria cubrir también las propias mordazas,
aspecto que introduciria nuevas dificultades. Este analisis
lleva a dejar clara la eleccion mas pertinente para los
ensayos de fatiga por flexion rotativa: carga de hidrdgeno
in-situ por carga catodica. Este es el sentido del actual
proyecto: disefiar la adaptacion de una maquina de fatiga
por flexion rotativa para la carga in-situ de hidrdgeno por
medio de carga catddica en una celda electrolitica.

3.2. Electrolito-electrodos
conceptual del sistema

empleados y esquema

La difusion de hidrégeno por carga catddica se lleva a
cabo por la electrélisis del agua. Para reducir la
resistividad del electrolito existen multiples opciones,
con el uso de sales, acidos o bases, junto a distintos
compuestos que favorecen el proceso de difusion del
hidrogeno generado al interior de la probeta. Para el
presente caso se eligié una disolucién acida de &cido
sulfarico (0.5 M de H,SO4) junto a tiourea CH4N.S (4
g/l) como facilitador del proceso de difusidn, en base a
investigaciones precedentes [4,5].

La liberacion de hidrdgeno se produce en la superficie de
la muestra, al estar sumergida o en contacto con la
solucién 4acida y utilizando un potencial adecuado y
controlado por medio de un potenciostato para garantizar
una densidad de corriente constante de 3 mA/cm?. La
probeta a ensayar debia actuar de catodo (electrodo
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negativo de trabajo), y como anodo (electrodo positivo
auxiliar) se escogié acero inoxidable AISI 316 con la
finalidad de reducir al maximo la oxidacion de este
electrodo y cuyos iones pudieran entrar en conflicto con
la generacion y difusion de hidrogeno en el electrodo de
trabajo. Teniendo en cuenta que el electrodo de trabajo es
una probeta que se encuentra en movimiento rotativo, la
celda debia crear un espacio que contuviera el electrolito,
mojara ambos electrodos y, a su vez, lograra todo esto sin
estar en contacto directo con la probeta en movimiento.
Para lograr este objetivo se disefi6 un sistema de bombeo
de fluido que mantuviera de forma dinamica un volumen
continuo de electrolito entre electrodo auxiliar y probeta,
y fuera a la vez evacuado para verterse en un depdsito
que de nuevo alimentara al sistema cerrando el circuito
del electrolito.

Para poder cerrar el circuito eléctrico en torno al
potenciostato, se disefid un montaje rotor-estator en el eje
de la mordaza fija de la maquina. Ello obligaba a aislar
eléctricamente ambos herrajes, fijo y movil, al resto de la
maquina. El uso de placas de polietileno para el
aislamiento del herraje, asi como arandelas poliméricas
de alta resistencia para el aislamiento de sus
correspondientes tornillos de amarre, fue la solucién
adoptada para el aislamiento eléctrico del circuito de la
celda electrolitica.

La Figura 2 muestra un esquema conceptual de la celda
electrolitica, y la Figura 3 y 4 representan la maquina de
fatiga utilizada en este trabajo de adaptacion para la
fragilizacion in-situ de hidrégeno y celda electrolitica
utilizada.

entrada electrolito

tobera (anodo) lf escobilla (c&todo)

@—\|

Probeta }

Q

vsalida electrolito

Electrolito

Figura 2. Esquema conceptual de la adaptacion para
fragilizacion in-situ de hidrégeno

Para la verificacién experimental se fabricaron 32
probetas de fatiga segin ISO 1143 (ver Figura 5)
obtenidas de barra de diametro 30 mm en acero calidad
42CrMo4 en estado normalizado (dureza 93.7 HRBW,
equivalente a una resistencia a la traccion de 675 MPa).
Se llevaron a cabo ensayos con distintos niveles de carga
y tensién equivalente (ver Tabla 1) sin fragilizacion
(ensayos codificados con el sufijo indicador *-x) y con
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fragilizacion por hidrégeno bajo la configuracion de
difusion por carga catodica indicada en parrafos
anteriores (ensayos codificados con el sufijo indicador *-
H2). Para los casos *-H2 se establecio un periodo de
precarga de hidrdgeno de 2 horas sin carga flectora y bajo
las mismas condiciones de montaje del ensayo. Una vez
alcanzado el tiempo de precarga se aplicaba la carga
establecida en cada caso y se efectuaba el ensayo a una
velocidad de giro de 2000 rpm.

Figura 3. Vista general de la maquina de fatiga por
flexion rotativa

Figura 4. Celda electrolitica para carga catodica de
hidrégeno
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Figura 5. Geometria de las probetas de fatiga segun
ISO 1143

Tabla 1. Masa y tension maxima aplicada en las probetas
de fatiga

ID masa (kg) S (MPa)
SO 1.56 359.8
S1 1.82 420.5
S2 2.00 462.1
S3 2.84 656.9

4. RESULTADOS Y DISCUSION

La figura 6 muestra el potencial eléctrico registrado por
el potenciostato durante la fase de precarga (120 min) y
el ensayo de fatiga. Los saltos observados en los tiempos
60 min y 100 min corresponden con el movimiento
manual del eje de la mordaza fija. El sistema rotor-estator
genera una diferencia de potencial de aproximadamente
0.8 V, que cambia al rotar el eje. El salto de potencial a
los 120 min corresponde con el inicio del ensayo de
fatiga, y el Gltimo salto de potencial al final del ensayo se
debe a la rotura de la probeta y al cambio que ello
provoca en la resistencia del conjunto del circuito. La
intensidad que debia controlar el potenciostato,
establecida en 20 mA, mostré un registro con una media
a lo largo de toda la precarga y ensayo de 20.009 mA +

0.76 pA.
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Figura 6. Tension registrada por el potenciostato
durante la fase de precarga y el ensayo de fatiga de la
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Las figuras 7 y 8 muestran los resultados de los ensayos
de fatiga efectuados segun las indicaciones del apartado
anterior. Se observo una clara disminucion de los ciclos
a rotura en los cuatro casos de carga estudiados, lo que
confirmé el funcionamiento correcto de la celda
electrolitica y su capacidad de cargar con hidrégeno a la
probeta. La figura 7 incluye los intervalos de confianza
de la regresion de cada familia de datos, y la figura 8 los
intervalos de confianza de los datos, todo ello al 95%.

700 T T T
& @ 42CrMo4 aire
42CrMo4 cargado H,

600 [

Tension (MPa)
w
3

400 | E
@
300 . . .
10° 10° 10* 10° 108
Ciclos

Figura 7. Curvas S-N (azul: sin carga Hy; rojo: con
carga Hy) e intervalos de confianza de la regresion al
95%

700 e T T
- ® 42CrMo4 aire
42CrMo4 cargado H,
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o
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Figura 8. Curvas S-N (azul: sin carga Hy; rojo: con

carga Hy) e intervalos de confianza de los datos al 95%
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Las figuras 9 y 10 representan las superficies de fractura
de las probetas S1-x y S1-H2, que confirman el
incremento de fragilidad estimado por el registro de
ciclos del ensayo de fatiga. La figura 9, correspondiente
a la probeta S1-x muestra una amplia superficie de
crecimiento de grieta por fatiga, con una pequefia zona
de fractura final (destacada en rojo). En cambio, la figura
10, correspondiente a la probeta S1-H2, refleja una
superficie de fractura final mucho mas amplia y brillante.
Todo ello, confirma el correcto funcionamiento de la
celda de fragilizacion por carga catddica de hidrégeno.
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Figura 10. Superficie de fractura de la probeta S1-H2
6. CONCLUSIONES

Este trabajo pretendia disefiar y fabricar la adaptacion de
una maquina de fatiga por flexiéon rotativa para la
realizacion de ensayos bajo carga de hidrogeno. De los
resultados obtenidos se puede concluir que el sistema de
celda electrolitica de chorro de electrolito es lo
suficientemente estable y fiable como para generar una
fragilizacion por hidrégeno controlada en probetas de
fatiga. Con ello, se ha adaptado un sistema de
fragilizacion por hidrégeno a una de las configuraciones
de maquina de ensayos de fatiga de coste mas
competitivo del mercado.
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RESUMEN

La técnica de caida en potencial de corriente continua (DCPD) se emplea en ensayos de crecimiento de grieta para medir
la velocidad de crecimiento de grieta (CGR). El incremento de la corriente que circula por la probeta permite estimar la
variacién de la longitud de la grieta. En este caso, el DCPD se us6 en probetas cilindricas sélidas (sin entalla o pre-
grieta), ensayadas a fatiga de bajo nimero de ciclos en ambiente simulado de reactor de agua a presiéon (PWR). Las
probetas fueron ensayadas hasta el fallo por fatiga, al mismo tiempo que se media la sefial DCPD durante el proceso
de fatiga. Aunque se observo la aparicién de mdltiples puntos de iniciacién, a medida que la fatiga progresaba, una de
las grietas se hacfa dominante y progresaba hasta el fallo. La medida DCPD permitié estimar la CGR media de la grieta
principal. Finalmente, para validar las CGR medias obtenidas, estas se compararon con la CGR media derivada de la
medicién del espacio entre estrias, observadas mediante microscopia electrénica de barrido (SEM) y los valores
recopilados en el NUREG/CR-6909.

PALABRAS CLAVE: caida de potencial, fatiga asistida por el ambiente, velocidad de crecimiento de grieta.

ABSTRACT

The direct current potential drop (DCPD) technique may be used in crack propagation tests to measure the crack growth
rate (CGR). Potential probes attached to the specimen allow the variation of the crack length to be estimated. In this
research, the DCPD technique was applied to solid bar specimens (without any initial notch or crack) subjected to low-
cycle fatigue testing in simulated pressurized water reactor (PWR) environment. The specimens were tested to fatigue
failure under different strain amplitudes and frequencies, while also measuring the corresponding DCPD signal during
the fatigue process. Although it was observed that the initiation of multiple cracks occurred, as fatigue continued, one of
them became dominant and progressed to cause the failure. The DCPD technique allowed to estimate the average CGR
of the dominant crack. Finally, the obtained average CGRs were validated by comparing them with average CGRs
derived from striation spacing measurements, by scanning electron microscopy (SEM) and from literature values
gathered in the NUREG/CR-6909.

KEYWORDS: Potential Drop, Environmentally Assisted Fatigue, Crack Growth Rate.

1. INTRODUCCION simuladas de reactor de agua a presién (PWR) para la

deteccidn del inicio y crecimiento de grietas.
La técnica de caida de potencial de corriente continua El principio fisico de esta técnica se basa en la ley de
(direct current potential drop, DCPD) se usa Ohm y la variacién de la resistencia de la probeta: la
habitualmente para medir la longitud de la grieta en las reduccién de la seccién provocada por la propagacion de
pruebas de crecimiento de grietas por fatiga [1]. Su uso la grieta esta directamente asociada a un aumento de la
estd especialmente indicado para materiales conductores resistencia eléctrica de la probeta. La caida de potencial
ensayados en ambientes agresivos, donde no se pueden resultante estd ligada a una densificacion de las lineas de
utilizar otras técnicas convencionales. Se han realizado campo de potencial [2] y a la geometria de la probeta y
ensayos de fatiga asistida por el ambiente de la fisura [3].

(environmentally assisted fatigue, EAF) en condiciones
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Monitorear la sefial DCPD permite desarrollar un método
para la estimacién de la velocidad de crecimiento de
grieta (crack growth rate, CGR) en ensayos EAF.

El desarrollo de grietas se puede dividir en tres fases [4]:

* Fase 1: Nucleacion de grietas. Comprende el nimero
de ciclos para crear una fisura de cierta longitud (p.
ej., un grano) en un material no fisurado. Los
micromecanismos de iniciacion han  sido
ampliamente analizados [4]. Cuando se ensayan
probetas sdlidas sin defectos macroscépicos, los
puntos de iniciacion de grieta por fatiga se ubican en
la superficie de la probeta, y una gran proporcién de
la vida a fatiga se consume en la fase de nucleacién
[5]. La técnica DCPD es capaz de detectar esta
primera fase.

* Fase 2: Propagacidn de grietas. Incluye el crecimiento
de grietas cortas y grietas largas. La primera etapa se
rige por la microestructura del material y corresponde
al nimero de ciclos requeridos para hacer crecer una
grieta del tamafio del grano hasta una grieta lo
suficientemente larga para ser regida por las
propiedades del material; mientras que la segunda se
corresponde con una etapa controlada por las
propiedades del material y, en condiciones de fatiga
de alto nimero de ciclos, la mecanica de fractura
elastica lineal convencional (linear elastic fracture
mechanics, LEFM) es vélida (p. €j., ley de Paris [6]).
En esta segunda etapa, la propagacién es estable y
continua, las estrias de fatiga generalmente estdn bien
definidas y el proceso se puede analizar mediante
DCPD. Las estrias producidas por la propagacién de
grietas [7] se pueden observar mediante microscopia
electrénica de barrido (SEM). El espaciamiento entre
ellas se emplea para estimar su CGR (da/dN).

» Fase 3: Fallo. La propagacién de grietas por fatiga se
vuelve inestable y la seccidén restante no soporta la
carga aplicada, produciendo la fractura final. Esta
etapa no es analizada, ya que los ensayos se
detuvieron al alcanzar una cierta caida de carga.

Los resultados obtenidos con DCPD se han validado

compardndolos con las expresiones del NUREG/CR-

6176 [8] y NUREG/CR-6909 [9] para la fatiga en

ambiente PWR, y con la medida de distancia entre estrias

obtenidas a partir de imagenes SEM.

El apartado 2 presenta el material y los métodos

utilizados, el apartado 3 recoge los resultados obtenidos,

el apartado 4 esboza las principales conclusiones.

2. MATERIALES Y METODOS
2.1. Material y método de ensayo

Los ensayos de fatiga asistida por el ambiente se llevaron
a cabo en probetas cilindricas sélidas de acero inoxidable
austenitico 304L. Su geometria se muestra en la Figura
la. Este tipo de probetas no estin especificamente
disefiados para estimar la velocidad de crecimiento de
grietas (como si lo estdn las probetas de tensién compacta
(CT)). En las probetas cilindrias sdlidas, la longitud
calibrada es uniforme y no contiene ningin defecto o
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entalla, lo que significaba que la ubicacion del lugar de
iniciacién de grieta es incierta a priori.
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Figura 1. (a) Geometria de la probeta; (b) Diagrama
del circuito de ensayo.

Se realizaron ensayos de fatiga con control de
deformacion con diferentes condiciones de carga y
frecuencias (condiciones de ensayo y ambientales se
muestran en la Tabla 1 y Tabla 2, respectivamente). En
todos los casos, la relacion de deformacién es R = -1.
Estos ensayos no estdn estandarizados, por ello, se han
realiz6 siguiendo las normas ASTM E606 [10] e ISO
12106 [11], tan estrictamente como fue posible. Una
descripcion pormenorizada del programa de ensayos se
encuentra en el Proyecto INCEFA-PLUS [12].

Tabla 1. Pardmetros de ensayo.

. Amplitud de Velocidaq ,de .
Test Didmetro deformacion deforma.c,lon Frecuencia
(mm) (em. %) a tracm_oln (Hz)
(e, Y0s™")
CI6 3.79 0,60 0.01 0.0076
CI11 3.99 0,60 0.01 0.0076
CI12| 3.99 0.23 0.01 0.0198
CI15] 3.98 0,60 0.01 0.0076
CI16| 4.00 0,60 0.01 0.0076
CI18 3.99 0.30 0.01 0.0152
CI19] 3.75 0,60 0.01 0.0076
CI120, 3.60 0.30 0.01 0.0152
CI22| 3.65 0.23 0.01 0.0198
Tabla 2. Ambiente simulado PWR.
Pardmetro Valor
Temperatura 300 °C
Presion 150 bar
Contenido de litio 2 +0,2 ppm LiOH

Contenido boro 1000 = 100 ppm H3BO3

25 £5 cc(STP)Ho/kg

Hidrégeno disuelto

pH (300 °C) ~6.95
Conductividad (25 °C) ~30 uS/cm
Oxigeno <5 ppb
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El ensayo mecdnico de fatiga se realizé en una miquina
de ensayos universal (MICROTEST Serie EFH). El
diagrama del circuito de ensayos se muestra en la Figura
1b. Las medidas de DCPD se realizaron con un Celians
3310/SUIV-FISSURE-5309. Se soldaron dos cables de
niquel de 1 mm de didmetro (por descarga de capacitor),
por encima y por debajo de la longitud calibrada. Para la
medicién de caida de potencial, se condujo una corriente
constante de 1 A, que era digitalizada por el sistema de
adquisiciéon de datos. Ademds, se colocd junto a la
probeta una muestra de referencia del mismo material,
pero sin estar sometido a carga, para eliminar las
pequeiias fluctuaciones de la sefial causadas por razones
internas o externas.

2.2. De las medidas de DCPD a la geometria de grietas

La caida de potencial permite obtener una expresién que
relaciona la tensién eléctrica con el patrén de carga
aplicado, el avance del frente de grieta y, finalmente, con
el correspondiente factor de intensidad de tensiones,
cuando sea necesario. En los ensayos realizados, el lugar
de iniciaciéon de la grieta estaba en la superficie y
avanzaba hacia el centro. La longitud final de la grieta se
midi6 fisicamente una vez finalizado el ensayo EAF.

Los cambios en el voltaje que circula a través de la
probeta estdn directamente relacionados con el
crecimiento de la grieta por fatiga (ver Figura 2). Asi, a
partir de la medida de la variacién de corriente fue
posible estimar la velocidad de crecimiento de la grieta.
Para esto, en primer lugar, se empleé la siguiente

expresion [13]:
Hn(G2)-m(G2))

donde Ve es el potencial medido en la longitud calibrada
alo largo del ensayo, Ve €s el valor inicial de Ve (t=0),
Vet es el potencial medido en la muestra de referencia
durante el ensayo y Vi es el valor inicial de Vs (t=0).

ADCPDsignal = (H

Fase 1 ! Fase2 ;| Fase3

Grieta principal
Crecimiento continuo
'

T

Nucleaciénde grietas
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I
v
% caidade
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fial DCPD en la probetaiv)

¢ Endirecimiento
inicial
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Figura 2. Evolucion de la sefial DCPD en un ensayo
EAF y diferentes regiones de fisura.

La sefial DCPD que se muestra en la Figura 2 identifica
las diferentes etapas del desarrollo de la grieta. Al inicio
del ensayo (Fase 1), se observé un incremento en la sefial
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debido al aumento en la resistividad de la longitud
calibrada, lo que puede estar relacionado con el
endurecimiento del material y la aparicién microgrietas
[9]. Posteriormente, la sefial se estabiliz6. Esta meseta se
puede identificar con la nucleacién de grietas. Una vez
que una grieta alcanzd la longitud suficiente, la velocidad
de crecimiento de grieta se aceler6 (Fase 2, segln
ecuacién (2)) y la resistencia de la muestra aument6
debido a la reduccidn de la seccién transversal. El ensayo
se detuvo antes de la separacion total de la probeta (Fase
3), después de alcanzar cierto porcentaje de caida de
carga. Para aplicar la ecuacién (2), la sefial se suavizé
considerando la linea media (linea roja discontinua). La
linea resultante, incluyendo la parte estabilizada de la
Fase 1 y toda la Fase 2, se ajusté mediante una ley
exponencial.

dDCPDyjignal
- 0 2)
A continuacién, con el objetivo de establecer una
correlacion entre la sefial DCPD medida y la extension
de la fisura, se requiere un modelo geométrico del frente
de grieta durante su propagaciéon. En el modelo
propuesto, la fisura es perpendicular a la direccién de la
carga y fue definida por la interseccion de dos
circunferencias. En este andlisis, basandonos en la
revision bibliografica y en las superficies de fractura
analizadas, el frente de grieta considerado fue el definido
por la interseccién de dos circunferencias que se cortan
perpendicularmente [14].

El 4rea fisurada (S¢) se estimé de la siguiente manera:

Sc= % —81(51 = Y)(s; — ¥)? +$ —Vs2(s2 = Y)(s, — a)?

Y+2R Y+2a

S1 =552 —; (3)
Y= Ja2(4R2-a?)

R

La seccion resistente (S;) se puede derivar ficilmente de
la ecuacion (4):
S, = mR? — S, 4)
La estimacion de la longitud de grieta mediante este
modelo geométrico permite determinar cémo disminuye

la seccidn resistente (S;) en funcién de la longitud de
grieta.

Finalmente, para completar el modelo de crecimiento de
grieta, fue necesario medir la longitud final de la grieta

(ar).

A continuacion, se acoplan la variacién de la sefial DCPD
con el tiempo y el modelo geométrico de crecimiento de
grieta, permitiendo una estimacién de la longitud de
grieta en funcién del del tiempo transcurrido (ndimero de
ciclos). Ajustando la curva 1/S; hasta la longitud final de
grieta, medida al acabar el ensayo, con el valor maximo
de senal de caida de potencial (AV), fue posible derivar
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una correlaciéon entre la sefial DCPD y la longitud
instantdnea de la grieta fisura.

La relacién entre la sefial DCPD y la velocidad de
crecimiento de grieta instantdnea requeriria correcciones
adicionales para mejorar la precisién correspondiente
[15]. Las correcciones mencionadas requieren de
procesos de calibracién que no fue posible realizar por
las particulares y agresivas condiciones experimentales,
por lo que el andlisis de CGR realizado se centré en
valores medios, no en valores instantaneos. Por tanto, el
proceso de calibracién se limit6é a medir la longitud final
de grieta y en asumir un valor razonable para la longitud
inicial de grieta: 200 um (ao, [16]). Esto es consistente
con la estimacién de inicio y crecimiento de grieta
propuesto en NUREG/CR-6909.

3. RESULTADOS

La Figura 3 muestra un ejemplo de la evolucién de la
longitud de grieta con el nimero de ciclos (una vez
finalizada la fase de iniciacién). La Tabla 4 muestra los
resultados de velocidad de crecimiento de grieta
calculados a partir de la sefial DCPD, combinando la
caida de potencial y el modelo de crecimiento de grieta.
Estos resultados son valores promedio a lo largo del
proceso de propagacion, obtenidos como se muestra en
la Figura 3 (linea roja discontinua). Es posible validar
estas predicciones compardndolas con la CGR obtenida a
partir de la separacion entre estrias (imdgenes SEM, ver
Figura 4) y la frecuencia del ciclo. Los diferentes valores
medidos de CGR se encuentran todos en el mismo orden
de magnitud, siendo consistentes con la dispersion
comun en estas medidas. Ademads, tales diferencias
aparecieron tanto en las mediciones de SEM como en las
de sefial DCPD, lo que demuestra la consistencia de la
metodologia propuesta.

Tabla 4. Pardmetros de ensayo y velocidades de
crecimiento de grieta, calculadas mediante sefial DCPD
y fractografia SEM.

Cff:a Lf‘i’:a%i;“ed CGR medio | CGR medio

Test carga grieta ((?n(f:/]s))) ((rsnlr:;?/?)

(%) (mm)

CI6| 100 3,321 3,79:10° 3,51:10°
cri| 31 1,907 1,98:10° 1,79:10°5
cI2| 36 2,422 1,14-10°5 -
CIl5| 35 3,734 1,64:10° -
CIl6| 50 2,760 1,81:10° -
cns| 32 2,175 13310 1,29-10°5
CI19| 39 2,366 3,72:10°5 1,74-10°
cRo| 35 2,033 2,06:10° 2,12:10°
cn2| 51 2,727 2,36:10° 2.25:10°
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Figura 3. Estimacion de la evolucion de la grieta a
partir de la sefial DCPD y del modelo geométrico.

1,662E-5
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CIEMAT 20.0kV 15.9mm x200 SE

Figura 4. Imdgenes SEM de superficies de fractura,
medicion de separacion entre estrias y velocidades de
crecimiento de grietas resultantes (CGR, mm/s).

La figura 5 muestra la correlacién entre la CGR obtenida
de las estimaciones de DCPD y la medicién de la
separacion entre estrias. Los valores de CGR mediante
medicién de la separacién entre estrias representan un
valor promedio, obtenido a partir de mediciones en
distintas zonas de la superficie de fractura. La correlacién
entre ambos valores fue buena en la mayoria de los casos,
aunque apareci6 un resultado dispar (CI19), atin fue del
mismo orden de magnitud.

Las velocidades instantdneas de crecimiento, estimadas
por fractografia SEM son razonables teniendo en cuenta
las dreas donde se han medido y los valores recogidos en
la literatura [17], dando lugar a los valores medios de
CGR que se muestran en la Tabla 4.
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Figura 5. Correlacion entre las estimaciones DCPD y
la medida de separacion entre estrias.

La CGR derivada de la sefial DCPD vy la fractografia
SEM también se compararon con las velocidades de
crecimiento de grietas por fatiga en ambiente PWR
propuestas en NUREG/CR-6909 (ver Figura 6) para
aceros inoxidables austeniticos. Las expresiones para
CGR en el aire (ecuacién (5)) y CGR en ambiente
(ecuacion (6)) obtenidas en [8], [9]:

CGR,;;=3.43 - 107 12S(R)AK33/T
CGRepy=CGR,i, + 4.5 - 1075(CGR ;)"

&)
(6)

donde S(R) es funcién de la relacion de carga (S(R) = 1),

AK es el rango del factor de intensidad de tensiones y T
es el tiempo de subida de carga en el ciclo de fatiga.

10107

1.0a0¢

1.0x10%

CGRyy (M/s)

1.0:10%

1040
1.0x10%

1.0x10% 1.0x107

CGRy, (m/s)

1.0x10° 1.0x10%

—— NUREG CGRair NUREG CGRenv (Shack-Kassner) O Estimation by DCPD (m/s) O Estimation by SEM (m/s)

Figura 6. CGRs (obtenidas mediante DCPD y
fractografia SEM) comparadas con las curvas
propuestas en NUREG/CR-6909 (aire y ambiente

PWR).
Para comparar las CGR experimentales obtenidas por
DCPD 'y fractografia con las estimaciones
proporcionadas por NUREG/CR-6909, aunque las

condiciones de ensayo son elastoplésticas, se realizé una
aproximacion al factor de intensidad de tension [18]:
AK = FAcoyma @)
donde Ac es la amplitud de tensiones, a es la longitud de

grieta y F es un factor geométrico que depende de las
geometrias de la probeta y de la grieta [14]:
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®)

na 3
F=092" |2 _L_ [0.752+2.023+0.37(1-sinE) ]
2 5 €035 D 2D

donde a es la longitud de grieta y D el didmetro de la
probeta.

Dado que este andlisis se enfocd en la velocidad media
de crecimiento de grieta, la longitud de grieta (a) utilizada
para estimar el factor de intensidad de tension (AK) fue
la correspondiente a una CGR instantdnea igual a la CGR
media (ver Figura 3).

La Figura 6 muestra las estimaciones de CGR obtenidas
en las probetas cilindricas al utilizar la sefial DCPD y las
fractografias SEM, compardndolas con las predicciones
del NUREG/CR-6909 (linea roja para ambiente PWR,
linea negra para aire). Se pueden hacer algunas
observaciones:

- Existe buena correlacion entre los valores medidos
por fractografia y los estimados por DCPD.

- Los valores estimados estdn por encima de la curva
Shack-Kassner [8], que corresponde a ambientes
con oxigeno. Esto concuerda con el hecho de que la
CGR en ambientes con bajo contenido de oxigeno
(PWR) aumenta cuando se compara con la CGR en
ambientes con mayor contenido de oxigeno (reactor
de agua en ebullicién, BWR) [19].

4. CONCLUSIONES

Este trabajo presenta un procedimiento para estimar la
velocidad de crecimiento de grietas por fatiga en probetas
sOlidas (sin entalla o pre-grieta) ensayadas en ambiente
PWR mediante la técnica DCPD [20]. Estas condiciones
de ensayo estdn asociadas con problemas especificos,
como la incertidumbre sobre los lugares de iniciacidn de
grieta y las dificultades experimentales propias de
entornos acuosos y agresivos. El procedimiento
experimental propuesto y un modelo analitico
permitieron una facil y rdpida determinacién de la
velocidad de crecimiento de grietas por fatiga.

La metodologia propuesta mide la sefial DCPD durante
el ensayo de fatiga, determina la longitud final de la
grieta, asume una longitud inicial de grieta (200 pm) y
relaciona la sefial DCPD con un modelo geométrico de
grieta. De esta forma se puede obtener tanto la evolucién
de la longitud de grieta con el nimero de ciclos, como el
valor medio de la velocidad de crecimiento de grieta
(CGR). Las estimaciones de velocidad media de
crecimiento de grieta se han comparado con las obtenidas
mediante la medicién del espacio entre estrias de fatiga
en la superficie de la fractura y con los valores CGR
propuestos en NUREG/CR-6176 y NUREG/CR-6909,
proporcionando una precision razonable en ambos casos.
Por lo tanto, se ha demostrado que es posible obtener
estimaciones pricticas de CGR medio en ambiente PWR.
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RESUMEN

En este trabajo se investigan las implicaciones de realizar ensayos de crecimiento de grieta por fatiga en un ambiente de
hidrégeno gaseoso (ensayos in-situ) o en aire empleando probetas previamente expuestas a hidrégeno gaseoso (ensayos
en-situ en probetas precragdas). Se han empleado soldaduras del acero 42CrMo4 - candidato para la futura infraestructura
de transporte de hidrégeno - lo que ha permitido comparar el comportamiento del acero base con el de la zona afectada
térmicamente. Los resultados muestran diferencias significativas entre ambas metodologias de ensayo y ambas regiones
de la soldadura. Especificamente, la velocidad de crecimiento de grieta aumentd mas de un orden de magnitud cuando
los ensayos se realizaron in-situ, frente a ensayos realizados ex-situ. Independientemente de la técnica experimental
empleada, la zona afectada térmicamente mostré una mayor susceptibilidad al fendmeno de fragilizacion por hidrégeno.
Estas diferencias son discutidas y racionalizadas con la ayuda de andlisis mediante elementos finitos y microscopia
electronica de barrido. Los micromecanismos de fractura asociados a la presencia de hidrégeno fueron similares para
ambas metodologias: descohesion entre las intercaras de lajas martensiticas en el acero base y una combinacién de
descohesion entre lajas y fractura intergranular, con abundante fisuracion secundaria, en la zona afectada térmicamente.

PALABRAS CLAVE: Fragilizacion por hidrégeno, crecimiento de grieta por fatiga, soldaduras, ensayo in-situ, pre-
carga de hidrdgeno.

ABSTRACT

We investigate the implications of conducting hydrogen-assisted fatigue crack growth experiments in a hydrogen gas
environment (in-situ hydrogen charging) or in air (following exposure to hydrogen gas). The study is conducted on welded
42CrMo4 steel, a primary candidate for the future hydrogen transport infrastructure, allowing us to additionally gain
insight into the differences in behaviour between the base steel and the coarse grain heat affected zone. The results reveal
significant differences between the two testing approaches and the two weld regions. The differences are particularly
remarkable for the comparison of testing methodologies, with fatigue crack growth rates being more than one order of
magnitude higher over relevant loading regimes when the samples are tested in a hydrogen-containing environment,
relative to the pre-charged samples. Aided by finite element modelling and microscopy analysis, these differences are
discussed and rationalised. Independent of the testing approach, the heat affected zone showed a higher susceptibility to
hydrogen embrittlement. Interestingly, similar microstructural behaviour is observed for both testing approaches, with
the base metal exhibiting martensite lath decohesion while the heat affected zone experienced martensite lath decohesion,
intergranular fracture and profuse secondary cracking.

KEYWORDS: Hydrogen embrittlement, fatigue crack growth rate, welds, H2 in-situ testing, H2 pre-charging, H2 in-
situ testing.

1. INTRODUCCION modelo energético basado en el hidrogeno requiere de

una infraestructura que opere con presiones del orden de

El interés por comprender las interacciones hidrdgeno-
metal esta creciendo significativamente debido al papel
que va a desempefiar este gas en la transicion energética.
Debido a su relativamente baja densidad energética, un

30-50 MPa para ser rentable. Por lo tanto, el principal
desafio para su implementacion radica en asegurar la
integridad  estructural de los componentes de
almacenamiento y transporte de hidrégeno, ya que se
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sabe que pequefias concentraciones de este elemento
pueden reducir la tenacidad a la fractura y la resistencia
al crecimiento de grietas por fatiga de los aceros a través
de un fenémeno conocido como fragilizacién por
hidrégeno [1]. Dado que dicha fragilizacion depende en
gran medida de la microestructura y la resistencia del
material, una adecuada seleccién del acero juega un papel
esencial para minimizar la ocurrencia de este fenémeno.

Los aceros martensiticos CrMo de media resistencia
estan siendo considerados los principales candidatos para
el almacenamiento y transporte de hidrégeno debido a su
bajo coste y a su extendido uso en las industrias
petroquimica y nuclear. Més allad de la seleccion del
material, el proceso de fabricacion también es importante
al evaluar la integridad estructural en presencia de
hidrégeno. El uso de la soldadura, por ejemplo, estd muy
extendido a pesar de que los elevados aportes térmicos
provocan heterogeneidades microestructurales,
crecimeinto de grano, tensiones residuales, variaciones
locales de las propiedades mecéanicas y pequefios
defectos como cavidades, poros y grietas. Todos estas
alteraciones microestructurales deben considerarse
cuidadosamente, ya que el hidrégeno es especialmente
dafiino en microestructuras duras, con una alta densidad
de defectos estructurales [1]. Por lo tanto, es necesario
comprender la interaccion microestructura-hidrégeno en
componentes soldados y en condiciones
tecnoldgicamente relevantes.

En estudios experimentales, el hidrégeno se suele
introducir artificialmente en el material (a) desde un
ambiente gaseoso o (b) electroquimicamente desde una
solucién acuosa rica en hidrégeno. Aungue el dltimo
enfoque es el méas popular debido a su simplicidad,
actualmente existe un interés creciente en ensayos que
imiten las condiciones reales de servicio y puedan
proporcionar datos fiables de la velocidad del
crecimiento de grieta por fatiga en altas presiones de
hidrégeno. Por otro lado, existen dos formas de evaluar
experimentalmente la influencia del hidrégeno gaseoso
en la velocidad del crecimiento de grieta por fatiga:

« Ensayos mecanicos in-situ en hidrégeno gaseoso a alta
presion. Este enfoque es el mas representativo de las
condiciones de servicio, donde el crecimiento de grieta
es asistido principalmente por hidrogeno externo. Sin
embargo, requiere el uso de complejas instalaciones.

» Ensayos ex-situ en aire después de precargar las
muestras en hidrégeno gaseoso. Esta metodologia es
relativamente mas simple y menos costosa, sin embargo,
no suele reporducir las condiciones de operacidn reales
de los componentes.

Ambos enfoques han sido ampliamente utilizados en la
literatura de forma individual pero, a excepcion del
trabajo de Ogawa et al. [2] sobre aceros austeniticos, no
existe un trabajo donde se comparen directamente sus
caracteristicas y resultados en aceros ferriticos CrMo,
que muestran difusividades de hidrégeno varios érdenes
de magnitud mayores y donde es de esperar que la
sensibilidad al método de ensayo sea mayor.
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Por lo tanto, el primer objetivo de este trabajo es
combinar pruebas experimentales in-situ y ex-situ con
analisis de elementos finitos para arrojar luz sobre las
similitudes y diferencias entre estas dos metodologias en
aceros CrMo y comprender la influencia de todas las
variables de ensayo involucradas (frecuencia, rango del
factor de intensidad de tensiones, etc.). El segundo
objetivo de este trabajo es investigar la susceptibilidad de
una soldadura del acero 42CrMo4 al crecimiento de
grietas por fatiga asistido por hidrégeno, comparando el
comportamiento del acero base con el de la zona
aftectada termicamente de grano grueso, para la cual no
existen practicmanente datos fiables en la literatura.

2. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL

Este trabajo se ha realizado empleando un acero
42CrMo4 (0.42%C-0.98%Cr-0.22%Mo). El acero base
(BS) fue austenizado a 845°C durante 45 min, templado
en agua y revenido a 700°C durante 2h. Sobre el BS se
depositdé un cordon de soldadura mediante soldeo
convencional aplicando un input térmico de ~2 kJ/mm.
Después de una exhaustiva caracterizacion micro-
mecanica de las distintas zonas generadas en la
soldadura, y con el fin de replicar la zona aftectada
termincamente de grano grueso en probetas con
dimensiones estandar, el citado BS fue austenizado a
1200°C durante 20 min, templado en aceite y revenido a
700°C durante 2 horas (CGHAZ). Para mas informacion
el lector es referido a [3].

La microestructura de ambos aceros, BS y CGHAZ, es
martensita revenida, siendo la principal diferencia entre
ellas el tamafio de grano austenitico (microstructura mas
fina en el BS). La dureza (HV30), tamafio de grano
austenitico (PAGS) y propiedades mecanicas de ambos
se resumen en la Tabla 1. Las propiedades mecénicas de
ambos aceros son practicamente idénticas, siendo el
PAGS mucho mayor en la CGHAZ.

Tabla 1. Dureza, tamafio de grano austenitico y
propiedades mecanicas del BS y CGHAZ [3].

PAGS Oys Out A
Grado | HV30 @m) | (MPa) | (MPa) | (%)
BS 207 20 622 710 22.6
CGHAZ 230 150 600 750 | 23.6

La influencia del hidrégeno en el comportamiento a
fatiga de una soldadura del acero 42CrMo4 (BS y
CGHAZ), se evalué mediante ensayos de velocidad de
crecimiento de grieta por fatiga empleando (i) probetas
pre-cargadas con hidrogeno y ensayadas ex-situ y (ii)
ensayos in-situ en una atmdsfera de hidrdgeno a presion.
La diferencia entre ambas metodologias se muestra en la
Figura 1.

(i) En primer lugar se realizaron ensayos de crecimiento
de grieta por fatiga ex-situ sobre probetas compactas
(CT) de 48 mm de ancho y 10 mm de espesor,
preagrietadas por fatiga hasta una relacién longitud de
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grieta/ancho, a/W=0.15. Las probetas fueron precargadas
con hidrogeno durante 21 h en un ambiente gaseoso a
19.5 MPa de presion y 450°C y posteriormente ensayadas
al aire (a temperatura ambiente) en una maquina
servohidralica MTS (250 kN). Los ensayos se iniciaron
en un rango de factor de intensidad de tensiones AK~30-
35 MPay/m. En todos los casos se empled una relacion
de carga R=0.1, y una frecuencia nominal de 10 Hz en el
caso de las probetas sin hidrgeno y de 1y 0.1 Hz en el
caso de las probetas pre-cargadas con hidrégeno. La
medida del avance de la grieta en el ensayo se realiz6 por
el método de la flexibilidad con la ayuda de un
extensémetro tipo CTOD.

EX-SITU TESTING IN-SITU TESTING

A
| Test fixture

H
. 5 |[H W H Temperature)
> ™ Reac
. eactor
DCPD

Reactor -~
Figura 1. Metodologéis de ensayo empleadas.

COD
ey EXtensometer j
H.__ 19.5MPa H, Air
|
i

CT specimen

Test fixture

(if) También se realizaron ensayos de crecimeinto de
grieta por fatiga in-situ en 35 MPa de hidrégeno gaseoso
a temperatura ambiente (Hycomat test bench
desarrollado por Pprime Institute, Poitiers, France). En
este caso, las probetas CT tenian un ancho de 40 mmy
un espesor de 10 mm y fueron pregrietadas hasta
a/W=0.17. El AK, fue de ~30 MPay/m y la R=0.1. Al
igual que los ensayos ex-situ, se aplicaron frecuencias de
1y 0.1 Hz. El crecimeinto de grieta durante el ensayo se
midi6 empleando microscopia optica y DCPD.

En ambas metodologias, una vez finalizado el ensayo y
rota la probeta, se midieron las longitudes inicial y final
de grieta, permitiendo corregir los valores de AK
medidos. Los micromecanismos de fractura operativos se
identificaron sobre las superficies de fractura de las
muestras haciendo uso de microscopia electronica de
barrido (SEM JEOL-JSM5600).

3. RESULTADOS
3.1. Ensayos in-situ

Las curvas de velocidad de crecimiento de grieta por
fatiga (da/dN vs. AK) para ambas zonas de la soldadura
ensayadas ex-situ sobre probetas sin precargar vy
precargadas con hidrégeno, se muestran en la Figura 2.

En primer lugar se observa que las probetas sin precargar
(sin hidrégeno) del BS y CGHAZ muestran un
comportamiento a fatiga muy similar, estando sus
superficies de fractura caracterizadas por la presencia de
estrias ductiles.
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Figura 2. Curvas de velocidad de crecimiento de grieta
por fatiga (da/dN vs. AK) obtenidas durante ensayos ex-
situ en probetas sin cargar y precargadas con hidrégeno.

Respecto a las muestras precargadas con hidrdgeno se
puede destacar, en primer lugar, que los experimentos
realizados en muestras de BS a 1 Hz mostraron una curva
de fatiga idéntica a la de las muestras sin precargar
(también se observaron estrias ductiles en la superficie de
fractura), mientras que la velocidad de crecimiento de
grieta por fatiga aumenté considerablemenete al reducir
la frecuencia de ensayo a 0.1 Hz. Dado que el objetivo de
este trabajo es estudiar el fendmeno de fragilizacién por
hidrégeno, los experimentos en muestras precargadas de
la CGHAZ se realizaron solamente a 0.1 Hz.

Tanto en el BS como en la CGHAZ, los experimentos
realizados a 0.1 Hz muestran que, para valores de AK
bajos y medios, un contenido inicial de hidrégeno de ~1,8
wppm en la probeta es suficiente para aumentar la
velocidad de creciemitno de grieta en aproximadamente
un orden de magnitud respecto a las probetas sin
hidrégeno. También es interesante mencionar que bajo
esta frecuencia, el da/dN se mantiene practicamente
constante desde el inicio del ensayo (AK=30-35MPay/m)
hasta un valor de AK de ~60-70 MPaym, cuando las
curvas convergen con la de las muestras sin precargar,
después de aproximadamente 30 h de ensayo.

Este incremento de la velocidad de crecimeinto de grieta
en las probetas precargadas del BS y la CGHAZ
ensayadas a 0.1 Hz se debe a una alteracion de los
mecanismos de fractura debida a la presencia de
hidrégeno: las superficies de fractura ya no presentan
estrias ductiles (claro indicativo de una deformacion
plastica limitada durante el proceso de fractura) si no que
se observan mecanismos de fallo fragiles como quasi-
clivajes y fractura intergranular (ver Figura 3).

En el caso del BS (Figura 3a), solamente se han
observado quasi-clivajes. En aceros martensiticos CrMo
este tipo de fractura esta asociada a la disminucion de la
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resistencia cohesiva de las intercaras entre lajas
martensiticas debido a la acumulacién local de hidrogeno
[6], por lo que se denomina MLD (martensitic lath
decohesion). Por otro lado, las superficies de fractura de
la CGHAZ (Figura 3b) se caracterizan por una
combinacién de MLD vy fractura intergranular (IG). La
preponderancia de un mecanismo sobre el otro dependera
tanto de la tension local como de la acumulacion local de
hidrogeno en estas intercaras internas. Ademas,
abundantes grietas secundarias se han observado a lo
largo de los bordes de grano austeniticos de la CGHAZ,
lo que se atribuye a una alta localizacién de hidrégeno en
estas intercaras ubicadas delante de la grieta principal,
donde la tensién hidrostatica es maxima.

Figura 3. Superficies de fractura de probetas del (a) BS
y (b) la CGHAZ ensayadas ex-situ a 0.1 Hz sobre
probetas precargadas.

3.2. Ensayos in-situ

Las curvas de velocidad de crecimiento de grieta por
fatiga (da/dN vs. AK) para ambas zonas de la soldadura
ensayadas in-situ en 35 MPa de hidrégeno gaseoso se
muestran en la Figura 4. En ambas zonas de la soldadura
se observd un aumento notable de la velocidad de
crecimiento de grieta por fatiga, entre 12 y 20 veces.

En contraste con el comportamiento observado en
muestras precargadas (Figura 2), el hidrogeno modific
los valores de da/dN en todo el rando de AK estudiado y
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para todas las frecuencias de ensayo, 0.1 y 1 Hz. De
hecho, los resultados muestran muy poca (0 ninguna)
sensibilidad a la frecuencia de carga (curvas de 0.1y 1
Hz préacticamente superpuestas).

-1

10
42CrMo4
R=0.1 o
wpes
102; ot
_ 35 MPa H, ﬁ.! e
3 o Al
9 A L A%t
[J
E 103 @ T
E A e
Z .:'.
3 Air ““ ® Air-f=10 Hz
s ...on BS< m H,-f=1Hz
10 o H,-f=0.lHz |
A Air-f=10Hz
CGHAZ < & H,-f1Hz
O H,-f=0.1Hz
20 40 60 80 100 120
AK (MPaV m)

Figura 4. Curvas de velocidad de crecimiento de grieta
por fatiga (da/dN vs. AK) obtenidas durante ensayos in-
situ en 35 MPa de hidrégeno gaseoso.

Si se compara el comportamiento del BS y la CGHAZ,
los resultados presentados en la Figura 4 muestran que
las curvas de fatiga correspondientes a la CGHAZ
siempre se encuentran por encima de las del BS, siendo
las diferencias entre las correspondientes curvas bastante
pequefias para valores bajos de AK pero aumentando
progresivamente a medida que crece el tamafio de grieta
(mayores valores de AK). Los mecanismos de fractura
observados en las superficies de fractura del BS y la
CGHAZ ensayadas in-situ en 35 MPa de hidrégenoa 1y
0.1 Hz fueron similares a los anteriromente descritos en
las probetas ensayadas ex-situ a 0.1 Hz: MLD para el BS
y una combinacién entre MLD vy fractura IG para la
CGHAZ, independientemente de la frecuencia y del AK
aplicados. También se observo una abundante fisuracién
secundaria en la CGHAZ para niveles altos de AK, lo que
podria explicar la mayor velocidad de crecimiento de
grieta de esta zona con respecto al BS para estos valores.

4. DISCUSION
4.1. Influencia de la metodologia de ensayo

La Figura 5 muestra las curvas da/dN vs. AK obtenidas
bajo todas las condiciones de ensayo empleadas. Como
se habia anticipado, el empleo de diferentes
metodologias de ensayo ha dado lugar a diferencias
significativas en el comportamiento a fatiga a pesar de
que todos los ensayos comenzaron a un AK similar y se
realizaron a la misma frecuencia. La principal diferencia
a destacar es que las probetas precargadas mantienen un
da/dN constante en valores intermedios de AK mientras
que los resultados obtenidos en condiciones in-situ
muestran la tendencia lineal tipica del comportamiento
de propagacion de la ley de Paris (etapa I1).
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Con el fin de explicar este comportamiento, se han
llevado a cabo simulaciones deformacion-difusion de
elementos finitos empleando el modelo desarrollado en
[4], obteniéndose la distribucion de hidrégeno a 1 um
delante del frente de grieta (distancia critica tipica para el
agrietamiento asistido por hidrégeno) para una
frecuencia de 0.1 Hz, una relacién de carga R=0.1y un
rango de factor de intensidad de tension constante
AK=40MPa+v/m. Los resultados, obtenidos para el BS,
extrapolables a la CGHAZ, se muestran en la Figura 6.
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Figura 6. Prediccion mediante elementos finitos de la

concentracion de hidrogeno a una distancia de 1 pm del

frente de grieta para ambas metodologias de ensayo.
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Para las muestra precargada, la concentracién de
hidrégeno inicial en la lattice es de ~1 wppm
(determinada mediante desorcion térmica y simulacion
con elementos finitos) y se considerd la pérdidda de
hidrégeno durante el ensayo. Por otro lado, el contenido
de hidrégeno asociado a un ambiente de 35 MPa de
hidrégeno se determino utilizando la ley de Sievert y la
ecuacion de Noble-Able (Ecuacion (1)), incorporando la
dependencia de la solubilidad con la tensién hidrostéatica.
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PH,
RT

—E Vyo b
C, =Sy exp (R—TS> exp (;—Th) Pi, XD < > 1)

Donde para aceros BCC el término pre-exponencial S, es
104.47 mol Ha/(m3/MPa), E;=28600 J/mol es la energia
de solucion, R=8.314 J/(mol K) la constante universal de
los gases, T la temperatura, 7,;=2x10° m%mol el
volumen molar parcial del hidrégeno, o, la tensién
hidrostatica, py, es la presion externa de hidrégeno y b
una constante con valor 15.84.

En primer lugar se puede observar que en ambos casos, y
de acuerdo con las expectativas, la concentracion de
hidroégeno de la lattice varia ciclicamente debido al papel
que juega ay, en la difusion de hidrégeno en la lattice. En
segundo lugar se observa que la concentracion de
hidrégeno en las muestras precargadas cae rapidamente
por debajo de la correspondiente a las condiciones de
carga in-situ. La tasa de pérdida de hidrégeno es mayor
al comienzo del ensayo y va disminuyendo lentamente
hasta alcanzar una pequefia cantidad de hidrdgeno a parti
de las 25 h de ensayo. Esto concuerda con los resultados
experimentales, donde se observaba que las curvas de las
probetas precargadas con hidrégeno convergen con las de
las probetas sin hidrégeno después de aproximadamente
30 h. Sin embargo, para las muestras ensayadas in-situ la
concentracion de hidrégeno permanece
aproximadamente constante durante todo el experimento.
Por lo tanto, se constata que las principales diferencias
entre las metodologias in-situ y ex-situ radican en la
disminucion progresiva de la concentracion de hidrégeno
en la zona de proceso delante del frente de grieta en los
ensayos ex-situ de muestras precargadas.

4.2. Influencia de la frecuencia

La redistribucién del hidrégeno dentro de cada ciclo de
fatiga observado en la Figura 6 también explica la mayor
influencia de la frecuencia en los ensayos ex-situ respecto
a las condiciones in-situ. En este Gltimo caso, una fuente
permanente de hidrogeno esta disponible cerca de la zona
del proceso de fractura (el hidrégeno es absorbido a
través d ela grieta), mientras que en el primero, el
hidrégeno necesario para provocar la decohesion de las
intercaras internas y acelerar el crecimiento de grieta,
debe alcanzarse atrayendo el hidrégeno de la propia
probeta que se encuentre alrededor de la zona de proceso.
En este caso, cuanto menor sea la frecuencia de ensayo,
mayor serd el tiempo dentro de cada ciclo de fatiga que
el hidrogeno tiene para acumularse en la zona altamente
tensionada del frente de grieta, facilitando que se alcance
una concentracion critica de hidrogeno [5].

4.3. Influencia de la microestructura
Se ha demostrado que la velocidad de crecimiento de

grietas por fatiga es considerablemente mayor en la
CGHAZ, donde el micromecanismo de fractura siempre
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fué una combinacion de MLD vy fractura I1G con
abundantes grietas secundarias, independientemente de
la metodologia empleada. Teniendo en cuenta las
similares propiedades mecanicas del BS y la CGHAZ
(Tabla 1), este comportamiento se puede atribuir a la
microestructura mas grosera de la CGHAZ. Un mayor
tamafio de grano austenitico se traduce en una
disminucion de la densidad de intercaras internas por lo
que bajo contenidos de hidrégeno similares, la
concentracion de dtomos de hidrégeno en estas intercaras
sera mucho mayor. Se debe tener en cuenta que los
defectos microestructurales como las dislocaciones, que
son importantes trampas de hidrdgeno, tienden a
acumularse en estas intercaras, aumentando atn mas este
efecto localizador. Ademas, un tamafo de grano mas fino
produce una resistencia adicional al crecimiento de la
grieta ya que esta tiene que propagarse a lo largo de un
camino mas tortuoso.

5. CONCLUSIONES

En este trabajo se han realizado ensayos de crecimiento
de grietas por fatiga para comparar las dos metodologias
tipicamente empleadas en la caracterizacion de la fatiga
asistida por hidrogeno (ensayos in-situ y ensayos ex-situ
sobre probetas precargadas) y evaluar el comportamiento
de una soldadura de acero 42CrMo4. Por primera vez se
han realizado simulaciones de fatiga mediante elementos
finitos que consideran la salida de hidrégeno durante los
ensayos de fatiga ex-situ. La combinacién de
experimentos y simulaciones ha permitido obtener las
siguientes conclusiones:

« La velocidad de crecimiento de grieta medida en
probetas del BS y la CGHAZ siempre fue mayor en
probetas ensayadas in-situ que ex-situ.

« Se ha demostrado la menor sensibilidad a la frecuencia
y al valor de AK en los ensayos realizados in-situ, done
existe una fuente externa que proporciona hidrégeno de
forma ilimitada y continua a la zona de fractura, frente a
los ex-situ, donde solamente se dispone del hidrogeno
pre-cargado en la muestra, que es maximo al comienzo
del ensayo y se va reduciendo progresivamente durante
el transurso del mismo.

« El hidrégeno modificé los micromecanismos de
fractura por fatiga de forma similar en los ensayos ex-situ
e in-situ: desde estrias ddctiles en probetas libres de
hidrdgeno hasta quasi-clivajes y fractura intergranular en
presencia de hidrégeno.

* La fractura integranular, asi como abundantes fisuras
secundarias, solamente fueron detectadas en la
microestructura de la CGHAZ debido a su
microestructura mas grosera.

Estos resultados sugieren que los aceros CrMo de media
resistencia son una alternativa prometedora para la
fabricacion de la futura infraestructura de hidrégeno,
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especialmente en aquellos casos en los que el uso de
aceros API-X no representen una opcion segura. Sin
embargo, se debe tener precaucion al caracterizar la
susceptibilidad por hidrogeno de estos aceros,
especialmente a fatiga, ya que la tan extendida
metodologia ex-situ puede proporcionar estimaciones no
conservadoras.
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RESUMEN

Se han usado varios modelos propuestos en la literatura para predecir el limite de fatiga de componentes con entallas
sometidos a carga ciclica biaxial. Las predicciones de estos modelos se basan en las tensiones elasticas a lo largo de una
linea considerada representativa de la direccion de la grieta. La linea utilizada en los modelos cambia
considerablemente, siendo para un modelo la direccién del Modo I, para otro la direccion del Modo 1l y para otros dos
una direccién mixta Modo I-11, a pesar de que, evidentemente, la direccion experimental de la grieta es Gnica. En los
Ultimos afios se ha realizado un estudio experimental de direcciones de grieta en probetas cilindricas con agujero
circular de tres materiales sometidas a carga ciclica axial, torsional y biaxial en fase, obteniéndose direcciones similares
para los tres materiales y cercanas al Modo I. Los modelos analizados dan, en general, buenas predicciones, aunque
utilizan direcciones completamente diferentes entre si y a las experimentales. Las predicciones de los modelos
utilizando, de manera forzada, las direcciones experimentales medidas son buenas en la mayoria de los casos, lo que
revela una sorprendente insensibilidad de dichos modelos a las hip6tesis principales en que se basan sus propias
formulaciones.

PALABRAS CLAVE: Fatiga multiaxial, Limite de fatiga, Carga biaxial, Entalla, Direccion de grieta

ABSTRACT

Several models from the literature were used to predict the fatigue limit in notched components subjected to biaxial
cyclic loading. The predictions of these models are based on the elastic stresses along a line, which is considered to be
representative of the crack direction. The line used in the models changes considerably, being for one model the
direction of Mode I, for another the direction of Mode Il and for two others a mixed direction Mode I-11, despite the fact
that, evidently, the experimental direction of the crack is unique. In recent years, a study of experimental crack
directions for three materials has been carried out in cylindrical specimens with a circular hole subjected to cyclic axial,
torsional and in-phase biaxial loading, providing similar directions for the three materials and close to Mode I. The
analysed models give, in general, good predictions, although they use completely different directions from each other
and from the experimental ones. The predictions of the models using, in a forced way, the measured experimental
directions are good in most cases, which reveals a surprising insensitivity of these models to the main hypotheses on
which their own formulations are based.

KEYWORDS: Multiaxial fatigue, Fatigue limit, Biaxial loading, Notch, Crack direction

1. INTRODUCCION predicciones se realizan en base a las tensiones elésticas

a lo largo de una linea cuya longitud es del orden de la
La rotura por fatiga se produce generalmente desde las del pardmetro de grieta pequefia de El Haddad, a,. Esta
entallas de los componentes. Existen en la literatura linea utilizada en los modelos se considera
diversos modelos para predecir el limite de fatiga en representativa de la direccién de la grieta en su parte
componentes con entallas sometidos a carga ciclica inicial. En los modelos analizados, la direccién de la
multiaxial. En este trabajo se han analizado varios de los linea utilizada cambia considerablemente de unos a
méas habituales. En los modelos analizados, las otros, siendo para un modelo la direccion del Modo |,
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para otro la direccién del Modo Il y para otros dos una
direccion mixta entre la del Modo | y Modo I,
dependiendo del tipo de material. Por tanto, se emplean
una gran diversidad de direcciones a pesar de que,
evidentemente, la direccion experimental de la grieta es
Gnica para una geometria, unas condiciones de carga y
un material dados. Esta diversidad de direcciones
utilizadas en los modelos se podria deber
principalmente a la falta de datos experimentales
concluyentes sobre la direccién en que la grieta crece
desde la entalla, especialmente en su parte inicial.

En los Gltimos afios se ha realizado un amplio estudio
de la direccion de la grieta experimental en probetas
cilindricas con agujero circular sometidas a carga ciclica
axial, torsional y biaxial en fase, con especial atencién a
la parte inicial de la grieta. Se ensayaron tres materiales,
un acero inoxidable [1], un acero al carbono [2] y una
aleacion de aluminio [3]. Se obtuvieron los limites de
fatiga de las probetas entalladas y se estudiaron las
direcciones experimentales de las grietas, aunque sélo
para las probetas sometidas a fatiga a alto nimero de
ciclos, con una vida por encima de 10° ciclos. En este
trabajo se muestra un analisis de los resultados
experimentales obtenidos. También se muestra la
prediccion de los limites de fatiga con los modelos de
fatiga multiaxial para entallas estudiados y se comparan
las direcciones experimentales promedio de las grietas
con las direcciones de las lineas utilizadas por los
modelos. Ademas, se muestran las predicciones de los
modelos utilizando, de forma forzada, como linea para
la prediccion la direccién experimental promedio
obtenida para cada caso. El objetivo es analizar la
capacidad de adaptacion de cada uno de los modelos al
uso de la direccion experimental para realizar las
predicciones, lo cual podria ser muy recomendable en
un futuro préximo, confiando en que se tenga una
amplia base de datos de direcciones experimentales de
fatiga en entallas.

2. MATERIALES Y ENSAYOS

Los tres materiales analizados son un acero inoxidable
AISI 304L, un acero al carbono S355 y una aleacién de
aluminio 7075-T6. El tamafio de grano d medio de los
tres materiales es 0.08, 0.033 y 0.015 mm,
respectivamente. Los limites de fatiga a traccion oz, y a
torsion 7y, de estos materiales para R,=-1 se muestran
en la Tabla 1, ademas de sus longitudes de ElI Haddad
ay = (1/m)(AK,/Aor;)?, siendo 4Ky, el valor umbral
de 4K para el crecimiento de grieta por fatiga y Aog el
rango del limite de fatiga del material, y de sus tamafios
de grano medio d. Para el caso de la aleacion de
aluminio, los valores de gz, Y TF; Se corresponden con
una vida estimada de un millén de ciclos, al no tener los
aluminios un limite de fatiga definido. El valor de la
relacién 7y, /op, ha sido usado por diversos autores
como indicador de ductilidad en fatiga. En este caso es
0.91, 0.76 y 0.58 para el AISI 304L, S355 y Al7075-T6,
respectivamente, asi que el AISI 304L puede
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considerarse como un material fragil en fatiga, el 7075-
T6 un material ductil en fatiga (con un valor de un
material tipo von Mises), y el material S355 con un
comportamiento intermedio ddctil-fragil en fatiga. La
composicién quimica y otras propiedades de estos
materiales pueden consultarse en [1], [2] vy [3],
respectivamente.

Tabla 1. Propiedades de los materiales estudiados

Material OrL TrL ap d tamafio

(MPa) | (MPa) | (mm) | degrano
(mm)

AISI 304L | 316 288 0.18 | 0.08

[1]

S355 [2] 275 208 0.16 | 0.033

Al 7075- 258 149 0.072 | 0.015

T6 [3]

La geometria de la probeta entallada consiste en un tubo
de pared delgada de 1.5 mm de espesor con un agujero
pasante de radio R en la seccion central de la probeta. Se
han estudiado varios radios de agujero, comprendidos
entre 0.4 y 1.7 mm. En la Figura 1 se muestra la
geometria de la probeta, en este caso para un radio de
agujero R = 0.5 mm (didmetro de 1 mm).
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Figura 1. Geometria de la probeta entallada con
agujero circular pasante.

Se realizaron ensayos de tipo axial, torsional y biaxial
en fase (en este caso con tensiones remotas aplicadas
o,” = 17), todos ellos con R,=-1. Los de tipo axial se
hicieron en una maquina resonante (100-150 Hz) y los
de tipo torsional y biaxial en una maquina
servohidraulica (6-10 Hz). Los ensayos se detenian
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cuando se obtenia una grieta larga de, al menos, varios
mm o al alcanzar un cierto nimero de ciclos (run-out).
Para el acero inoxidable AISI 304L se establecid el run-
out en 3.5x10° ciclos, para el acero S355 en 5x10° ciclos
y para el aluminio 7075-T6 en 5x10° ciclos para los
ensayos de torsion y biaxiales y en 50x10° ciclos para
los ensayos axiales.

3. LIMITES DE FATIGA DE LAS PROBETAS
ENTALLADAS

Los resultados de los ensayos de fatiga de las probetas
entalladas se utilizaron para construir las curvas S-N y
calcular los limites de fatiga. En la Tabla 2 se muestra
los limites de fatiga experimentales, expresados en
amplitud de tension, para las probetas entalladas,
incluyendo los 3 materiales, varios radios de agujero R
y los 3 tipos de carga, siendo en total 15 valores. Para el
aluminio de nuevo se han tomado los valores de la
resistencia a fatiga correspondiente a un millén de
ciclos. En la Tabla 2 se incluyen también las
predicciones con los modelos, lo que se explicard mas
adelante en el documento.

4. DIRECCIONES
EXPERIMENTALES

DE GRIETA

En ese apartado se muestran los valores experimentales
de la posicion del punto donde se inicia la grieta y de la
direccion de la grieta en su parte inicial, medidos en la
superficie exterior de la probeta.

Tabla 2. Limites de fatiga de las probetas entalladas.

S6lo se muestran los valores para aquellas probetas que
rompieron por encima de los 10° ciclos, consideradas
dentro de la denominada fatiga a alto nimero de ciclos.
Experimentalmente se observd que para los tres
materiales todas las grietas nacian del agujero circular, y
a ambos lados del agujero, como era de esperar, por ser
una concentracion de tensiones. En la Figura 2(a) se
muestra el sistema de coordenadas para definir la
direccion de la grieta, con origen en el centro del
agujero circular en la superficie exterior de la probeta.
En la Figura 2(b) se muestra un esquema de una grieta y
las variables implicadas para definir la direccién de la
grieta. El punto donde se inicia la grieta en el contorno
del agujero circular se define mediante el angulo 6, y la
direccion de la grieta en su tramo inicial se define con el
angulo 6. El angulo 6, se midi6é para una longitud de
grieta a de 0.50 mm, 0.08 y 0.15 mm para las probetas
de AISI 304L, S355 y AI7075-T6, respectivamente,

siendo a = /(Ax")? 4+ (Ay')?. Estos valores de las
longitudes de grieta equivalen en longitud a 2.8a,, 0.5a9
y 2.1a,, respectivamente, o expresado en funcién del
tamafio de grano promedio, 6.2d, 2.4d y 10d,
respectivamente. Estos valores se han considerado
representativos de la direccién de la grieta en la parte
inicial de la misma. Como se vera mas adelante en la
descripcion de los modelos, éstos utilizan para hacer la
prediccion una linea cuya longitud es de este orden de
magnitud.

Material R, radio del | Tipode | Limite de fatiga de probetas entalladas, o o t¥, (MPa)
agujero carga Experimental | Predicciones de los modelos
(mm) MWCM+PM | MWCM+PM | Carpinteri et | N-R
(Modo 1) (Mado I1) al. biaxial
AISI 304L 0.5 Axial 148 125.6 124.7 149.1 145.0
[1] 1 Axial 154 118.4 116.0 128.6 118.7
15 Axial 151 114.7 112.6 1215 110.3
0.5 Torsion 133 107.9 104.1 124.5 124.6
1 Torsion 130 94.5 91.2 102.1 96.0
0.5 Biaxial 117 73.1 715 85.7 84.5
S355[2] 0.4 Axial 175 127.2 121.8 134.1 142.4
0.75 Axial 152 112.4 107.8 117.2 117.9
1.7 Axial 138 101.2 98.7 105.8 102.4
Al 7075-T6 0.5 Axial 95 105.1 100.1 96.6 119.6
[3] 1 Axial 94 955 92.8 91.2 110.0
15 Axial 85 92.3 90.5 89.5 107.3
0.5 Torsion 75 82.5 17.7 74.9 94.5
1 Torsion | g7 733 70.8 69.6 83.8
0.5 Biaxial 65 58.8 55.7 53.7 66.6
Error promedio (%) | 17.5 % 18.1 % 12.1 % 18.7 %
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A-A section

(b)

Figura 2. Ejes de coordenadas (a) y esquema de la
grieta (b) para calcular el punto de iniciacion y la
direccion de la grieta.

En la Figura 3 se muestran fotos representativas de las
grietas para carga axial, torsional y biaxial. En este caso
corresponden al material Al 70775-T6 y a un radio de
agujero R = 0.5 mm. En la Tabla 3 se muestra un
resumen de los promedios de los angulos
experimentales 6 y 6, para los tres materiales, los tres
tipos de carga y los diversos radios de agujero
estudiados. En total se analizaron los angulos de 106
probetas. Se observa que para los tres materiales, en
promedio, el punto de iniciacion de las grietas esta
cercano al punto de maxima tension principal méaxima
en el contorno del agujero, i.e. & = 0° para carga axial,
= 32° para carga biaxial y 8 = 45° para carga torsional.
La direccion de la grieta en su parte inicial, medida en el
tramo de longitud a, es para los tres materiales, en
promedio, cercana a la direccion de tensién principal
maxima, i.e. @ = 0° para carga axial, 6 = 32° para carga
biaxial y 6 = 45° para carga torsional. No se aprecia por
tanto un efecto del tipo de material en la direccion
promedio de la grieta.

5. BREVE DESCRIPCION DE LOS MODELOS
PARA LIMITE DE FATIGA BIAXIALES EN
COMPONENTES ENTALLADOS

A continuacion se describen brevemente varios modelos
para predecir el limite de fatiga en componentes
entallados bajo carga biaxial.
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de de

direcciones
experimentales en el Al 7075-T6 para: (a) carga axial,
(b) carga biaxial, (c) carga torsional.

Figura 3. Ejemplo grieta

Tabla 3. Angulos experimentales promedio para los
materiales, carga y radios de agujero estudiados.

Material R, radio | Tipo de | Angulos
del carga experimentales
agujero promedio
(mm) 0 04
AISI 304L | 0.5 Axial -0.30 4.40
[1] 1 Axial [ 13° |13
15 Axial 0.9° 0.9°
0.5 Torsion | 46.8° 45.2°
1 Torsién | 45.9° 42.2°
0.5 Biaxial | 29.0° 32.0°
S355 [2] 0.4 Axial 0.3° -1.0°
0.75 Axial 0.4° 0.4°
1.7 Axial -0.50 -5.1°
Al 7075- 0.5 Axial -1.5° 1.2°
T6 [3] 1 Axial | -11° [-04°
15 Axial -0.1° 2.4°
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0.5 Torsion | 42.4° 47.4°

1 Torsion 45.20 48.3°

0.5 Biaxial | 29.2° 36.6°
5.1. Modelo combinado de Susmel y Taylor

(MWCM+PM) [4] [5]

Consiste en combinar el método de plano critico
propuesto por Susmel para sélidos sin entalla bajo carga
multiaxial, denominado Modified Wholer Curve
Method (MWCM) [4], con la teoria de distancia critica
(TCD) de Taylor para entallas bajo carga axial [5]. En
primer lugar se localiza el punto de tensién principal
maxima en el contorno de la entalla (hot-spot). A
continuacion se traza una linea recta desde ese punto
que representa la direccion de la grieta. Existen dos
variantes del modelo: la variante de Modo I, en la que la
linea se traza perpendicular al contorno de la entalla en
el hot-spot; y la variante de Modo 11, en la que la linea
se traza a 45° respecto a la linea de la variante Modo |I.
Si dentro de los métodos de TCD se elige el point
method PM, el punto para realizar la prediccién se ubica
en la linea recta a una distancia del hot-spot de ay/2. En
ese punto se calcula el plano critico como aquel que
tiene el mayor valor de la amplitud de la tensién
tangencial t,. La tension normal a ese plano en el punto
se denomina o, max- A partir de esas dos tensiones, el
limite de fatiga del componente entallado se alcanza
cuando se cumple el siguiente criterio:

_ ﬂ On,max —

Tq t+ (TFL 5 >—Ta TrL (1)
5.2. Modelo combinado de Carpinteri et al. [6]

Este modelo es cualitativamente similar al modelo

anterior. De nuevo la prediccion se basa en la tension en
un punto a una distancia ay/2 del hot-spot. En este caso
la linea donde se ubica este punto depende del material
y se define mediante el angulo o respecto a la linea
normal al contorno de la entalla en el hot-spot. El valor
de § se calcula mediante la siguiente ecuacion:

o5

A continuacion se calcula la tension normal N y
tangencial C a la linea en el punto a ay/2 del hot-spot,
calculandose el limite de fatiga del componente
entallado con el siguiente criterio de tension equivalente

()

Oeq.a-
2

Oeqa = JNZ + (%) C? = opy, (3)

5.3. Modelo Navarro-Rios biaxial (N-R biaxial) [7]

El modelo de Navarro-Rios es un modelo

microestructural que analiza la interaccion de la grieta y
su zona plastica asociada con las barreras
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microestructurales, como los bordes de grano.
Matematicamente, la grieta, su zona plastica y la barrera
microestructural se modelan como una linea recta
mediante una distribucidn de dislocaciones. Se calcula
la tension remota necesaria para que la grieta supere las
sucesivas barreras, siendo el maximo de estos valores el
limite de fatiga del componente entallado. La ecuacion
para calcular la tensidn remota para superar la barrera i-
ésima, localizada en la linea recta representativa de la
grieta a una distancia de i granos desde el punto de
iniciacion de la grieta, es la siguiente:

+——=1

mei-Tc

Mg Te @)
Los parametros oi y ti representan las tensiones
tangenciales y normales en la barrera i-ésima,
calculadas mediante el equilibrio de la distribucion de
dislocaciones en la linea de grieta, para la geometria
entallada y las cargas aplicadas. Los pardmetros my; - 7.
and my; - T, representan las tensiones normales vy
tangenciales requeridas para superar la barrera i-ésima y
se ajustan para cada material, a partir de los limites de
fatiga axial y torsional, oz, Y Tz, Y €l diagrama de
Kitagawa-Takahashi del material. Una caracteristica de
este modelo es que la linea de grieta no se establece a
priori, como en los modelos anteriores, sino que se
calcula como aquella para la que se requiere la tension
minima para superar las sucesivas barreras.

6. PREDICCIONES CON LOS MODELOS

En la Tabla 2 se muestran las predicciones de los limites
de fatiga de las probetas entalladas para los tres
materiales, los tres tipos de carga y los diversos radios
de agujero estudiados con los modelos explicados en el
apartado anterior. En general, los modelos dan unas
predicciones cercanas a las experimentales, con un error
promedio menor del 20% para todos los modelos, lo
cual se considera un error razonable en fatiga. EI menor
error promedio se da para el modelo de Carpinteri et al.,
de un 12.1%. En el caso del modelo N-R biaxial en la
mayor parte de los casos la barrera que define el limite
de fatiga es una de las primeras, casi siempre dentro de
los 10 primeros granos.

Respecto a la linea de grieta usada en los modelos, los
tres modelos de plano critico usan el angulo 8 = 0° para
carga axial, & = 32° para carga biaxial y § = 45° para
carga torsional, valores muy cercanos a los valores
promedio experimentales mostrados en la Tabla 3. En el
caso del &ngulo #,, la variante de Modo I utiliza un
valor 6; = 0°, que es cercano al experimental promedio.
Sin embargo la variante de Modo |1 utiliza un valor 9; =
45° que estd muy alejado del valor experimental
promedio. Para el modelo de Carpinteri et al., el angulo
6, depende del material, siendo cercano al experimental
para el AISI 304L, més alejado para el S355 y bastante
alejado para Al 7075-T6. Para el modelo N-R biaxial el
valor del angulo & obtenido mediante el barrido de
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direcciones es cercano al valor experimental para los
tres materiales. En cuanto al valor de 6, se obtiene en
general un valor intermedio entre la direccion de Modo
I y Modo 11, y por tanto alejado del experimental, que es
cercano al de Modo |.

7. PREDICCIONES CON LOS MODELOS
USANDO LA DIRECCION EXPERIMENTAL

Un ejercicio interesante es realizar la prediccion con los
modelos imponiendo la direccion promedio obtenida
experimentalmente. En la Tabla 4 se muestran los
errores promedio de las predicciones de los modelos
usando los angulos promedio experimentales 6 y 0,
diferenciando para los tres materiales. En el modelo
MWCM+PM las dos variantes se funden en una sola.
Sus predicciones, y por tanto sus errores, son parecidas
a las obtenidas con la variante Modo | y la variante
Modo II. Esa poca sensibilidad del modelo a la
direccion utilizada se debe a que las tensiones usadas en
el modelo, 1, ¥ 6nmax Cambian muy poco al cambiar la
direccion de la linea. En el modelo de Carpinteri et al. si
hay diferencias importantes al cambiar la direccion de la
linea en los valores de las tensiones del criterio, Ny C,
pero el aumento de una de ellas se compensa con la
disminucién de la otra, dando lugar a una prediccion
parecida. En cuanto al modelo N-R biaxial, las
predicciones son parecidas para para el AISI 304L y
S355, siendo muy diferentes para el Al7075-T6. Las
tensiones del criterio, o y ti, cambian mucho al
cambiar la direccion de la linea. En el caso del AISI
304L y del S355, los pardmetros del criterio, my; - 7,
and mj; - T, no se diferencian mucho entre si, asi que el
aumento de una de las tensiones se compensa con la
disminucion de la otra al introducirlas en el criterio,
dando lugar a una prediccién parecida. Sin embargo,
para el Al7075-T6, los parametros m; - T, and mj; - 7.
tienen valores muy diferentes entre si, no habiendo
compensacion al aplicar el criterio, dando predicciones
muy diferentes. Por tanto, aunque las predicciones del
N-R biaxial son las mejores para el AISI 304L vy el
S355, resultan ser inaceptables para el Al 7075-T®6.

Tabla 4. Error promedio (%) de las predicciones de los
modelos usando los angulos experimentales 6 y 6.

Material Error promedio (%) usando los
angulos experimentales 6y 6;
MWCM+ | Carpinteri et | Biaxial
PM al. N-R

AISI 304L | 23,4 % 14,7 % 14,3 %

S355 26,7 % 25,2 % 57 %

Al 7075-T6 | 8,3% 6,5 % 175,7 %

Error total

promedio: | 18,0 % 13,5% 77,1 %
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8. CONCLUSIONES

En este trabajo se muestran los limites de fatiga
experimentales de probetas con agujero para tres
materiales, asi como las direcciones de las grietas en su
parte inicial. No se aprecia un efecto del material en la
direccion de la grieta. Las predicciones de los limites de
fatiga con varios modelos proporcionan buenos
resultados, a pesar de usar lineas muy diferentes para
hacer las predicciones. Las predicciones de los modelos
imponiendo las direcciones de grieta experimentales
promedio dan, en general, buenas predicciones,
abriendo la posibilidad a que en un futuro se utilicen las
direcciones experimentales en los modelos.
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RESUMEN

Los componentes fabricados mediante fusidn selectiva por laser (SLM) se caracterizan por poseer un elevado nivel de
tensiones residuales de traccién y una elevada rugosidad superficial. Estos factores juegan un papel perjudicial en el
comportamiento mecanico y en la resistencia frente a la corrosion de los componentes impresos. Por ello, es
recomendable aplicar tratamientos térmicos de post-procesado y en algunos casos tratamientos superficiales, como el
shot peening (SP), sobre las piezas impresas con el fin de mejorar su comportamiento en servicio.

En el presente trabajo, el grado de acero AISI 316L fabricado mediante impresion 3D (fusidn selectiva por laser) ha sido
sometido a tratamientos de shot peening convencionales (CSP) y severos (SSP). Se ha analizado la influencia de estos
tratamientos en la microestructura, nivel de dureza, tensiones residuales y endurecimiento cristalino (FWHM). Los
resultados obtenidos en el acero impreso, se comparan con los obtenidos en la misma calidad de acero, denotada como
‘material de referencia’ y fabricada por extrusion.

PALABRAS CLAVE: impresién 3D, AISI316L, SSP, tensiones residuales.
ABSTRACT

Austenitic stainless steel components, manufactured by Selective Laser Melting (SLM) technique, are commonly
characterized by the presence of tensile residual stresses and rougher surface which can play a detrimental role on the
mechanical and corrosion performance. Therefore, it is important to apply post-processing treatments such as heat
treatments and shot peening treatments to improve mechanical and corrosion performance.

In the present work, additively manufactured 316L specimens were subjected to different shot peening (SP) treatments:
conventional (CSP) and severe (SSP). Identical shot peening methodology was also applied to reference samples in
order to assess the comparable response. After applying the mentioned SP treatments, microstructural analysis were
carried out in the reference and additively manufactured specimens. To complete the analysis, surface topography,
residual stresses and microhardness profiles were also studied.

KEYWORDS: 3D printing, AISI316L stainless steel, SSP, residual stresses.
centramos en la fabricacion de este acero mediante la

1  INTRODUCCION tecnologia de SLM, las fuertes temperaturas que se

pueden alcanzar de forma localizada durante el proceso
La fusion selectiva por laser (SLM — Selective Laser de fusion y la répida solidificacion que tiene lugar
Melting) es un método de fabricacion aditiva (AM) que durante el propio proceso, dan como resultado que las
facilita la produccion de geometrias metéalicas complejas. aleaciones metalicas producidas por esta técnica, se
En el proceso de SLM, se utiliza un laser como fuente de caractericen por poseer una microestructuras con cierto
energfa para fundir y fusionar el polvo de metal capa por grado de porosidad, inclusiones de Oxidos o
capa de cara a construir el componente final. Aunque se subestructuras celulares [2]. Ademas, el enfriamiento
pueden fabricar diferentes aleaciones metalicas mediante stbito, en condiciones de no equilibrio, que se produce
la tecnologia mencionada, el acero inoxidable austenitico durante el proceso de fusién/deposicion de material, da
316L es de gran interés debido a su excelente resistencia lugar a la contraccion del mismo que, al mismo tiempo,
a la corrosion, buen comportamiento mecénico y es inhibida por las capas ya depositadas, lo que da como
biocompatibilidad [1]. Debido a sus buenas propiedades, resultado la formacion de tensiones residuales de traccion
el acero inoxidable 316L es ampliamente utilizado en en los componentes impresos [3]. Optimizar los
diversas industrias, como la aeroespacial, la biomédica, parametros del proceso como son la potencia del laser o
o la industria nuclear. Sin embargo, cuando nos la velocidad de impresion es trascendental para controlar
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los campos de tensiones residuales obtenidos en las
piezas impresas ya que influirdn posteriormente en el
comportamiento mecanico y en la resistencia del material
frente a la corrosion. Aunque de forma generalizada se
suelen realizar tratamientos térmicos de aliviado de
tensiones, también se podrian modificar las tensiones
residuales cercanas a la superficie mediante el empleo de
tratamientos superficiales como el shot peening (SP). Los
tratamientos convencionales (CSP) y particularmente los
severos (SSP), en los que se emplean mayores tiempos
de cobertura, permiten inducir mayores tensiones
residuales de compresién, lo que contribuye a mejorar el
comportamiento a fatiga [4]. También se ha reportado
que los tratamientos severos pueden inducir
transformacion de fases y refinar la estructura del grano,
Ilegando incluso a formar una estructura con nanogramos
[5] en la capa mas superficial lo que dara lugar a un
aumento en el nivel de dureza en las capas mas
superficiales.

En el presente trabajo se ha estudiado la influencia de los
tratamientos de shot peening convencionales (CSP) y
severos (SSP) en la topografia superficial, microdureza,
tensiones residuales y endurecimiento (FWHM) de un
acero inoxidable austenitico AISI316L obtenido por
fabricacion aditiva. Los resultados se comparan con los
obtenidos en el mismo grado de acero, denotado en este
trabajo, como material de referencia (no impreso).

2 MATERIAL

Se recibieron barras cilindricas de 30 mm de didmetro del
grado de acero AISI316L (referencia) que fueron
austenizadas a una temperatura de 1050°C durante un
tiempo de 45 minutos y acto seguido, fueron templadas
en agua. La composicién quimica del material se muestra
en la Tabla 1. Una vez aplicado el tratamiento térmico, se
cortaron trozos de 8 mm de espesor para aplicar los
tratamientos de SP.

Tabla 1. Composicién quimica. AISI316L referencia

(%peso)
C Si Mn Cr Ni Mo
0.08 1 2 17 12 2.25

Los resultados se comparan con los obtenidos en la
misma calidad de acero pero en este caso, fabricado por
impresién 3D mediante la tecnologia de fusion selectiva
por laser ‘Selective Laser Melting (SLM)’. Los
parametros de impresion, se recogen en Tabla 2. Se
imprimieron muestras cilindricas de 10 mm de espesor y
15 mm de didmetro que posteriormente, fueron
sometidas a los tratamientos de SP que se describen a
continuacion.

Tabla 2. Parametros de impresion - SLM

Potpnua Velocidad de Distancia entre
laser . -
W) impresién (mm/s) pasadas (mm)
225 650 0.01
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3  METODOLOGIA

3.1  Tratamientos de Shot Peening

En el presente trabajo se ha empleado un tratamiento de
shot peening convencional (CSP) y otro severo (SSP) con
un factor de cobertura considerablemente mayor.
Previamente, se ha caracterizado la intensidad del
tratamiento. Para ello, se utilizaron probetas Almen tipo
‘A’. Se empled una presion de 2 bares, un angulo de
impacto de 90° y una distancia de 230 mm entre la
boquilla de disparo y la probeta. Se emplearon
proyectiles de acero inoxidable de 600 um de didmetro
que poseen una dureza de 88HRB (170 HB). Bajo estas
condiciones, la intensidad Almen obtenida fue de 12A
(Figura 1). Por tanto, el tratamiento de CSP se ha
aplicado bajo una intensidad Almen de 12A y un factor
de cobertura del 100% mientras que, el tratamiento de
SSP se aplico bajo la misma intensidad Almen pero en
este caso, con una cobertura del 3000%, como se explica
posteriormente.

400 l
350 E..-a—qa—t:n—&%
. 300 ;1"
- ol
2 250
©
§ 200
T 150 ¢ Data Points ||
O Fitted Curve Points
100 1 || = Almen Saturation Point ||
50 —8— Fitted Curve [
0 \ \ \ \ \ \

0 2 4 6 8 10
Tiempo (s)

Figura 1. Caracterizacion de la intensidad del

tratamiento de shot peening. Intensidad Almen 12A

12 14 16

Para determinar el factor de cobertura (C), las
muestras fueron sometidas inicialmente a un

tratamiento de shot peening (12A) durante un tiempo
de 1s. La cobertura lograda durante ese tiempo de
impacto se evidencia en la Figura 2. La menor
cobertura lograda en el grado impreso por SLM se
explica en virtud de su mayor dureza (Figura 4).

(@)

(b)
Figura 2. Andlisis del factor de cobertura. (a)
Material de referencia, C~60% tras 1s. (b) Material
impreso, C~44% tras 1s de SP
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A partir del analisis mostrado en la Figura 2, se calculd
el tiempo necesario (t) para lograr una cobertura (C)
del 100% mediante la ecuacion de Avrami, ecuacion
1, donde A representa el factor de ritmo de cobertura
que puede ser calculado acorde a los datos mostrados
anteriormente en la Figura 2.
C (%) = 100-[1 - exp (-Ar-t)] (1)

De esta manera y una vez conocido el parametro ‘A,’,
los tiempos de impacto necesarios para lograr una

cobertura del 100 y 3000% pueden ser calculados.
Estos se muestran en la Tabla 3.

Tabla 3. Tiempos necesarios (s) para lograr una
cobertura del 100% (CSP) y del 3000% (SSP) bajo una
intensidad Almen de 12A en el acero AISI316L
referencia e impreso por SLM

Grado CSP (100%) | SSP (3000%)
Referencia 4.2 126
3D-SLM 7.0 202

3.2

Las tensiones residuales y el parametro FWHM (Full
Width at Half Maximum) relacionado con el
endurecimiento de la red cristalina tras la deformacion se
han determinado mediante la técnica de difraccion de
rayos X con la ayuda de un difractometro Stresstech
3000-G3R. Para la determinacién de las tensiones
residuales y del FWHM se empled la técnica del sen?y.
El plano cristalografico difractado fue el {220}
correspondiente a la red de la austenita, con un angulo de
difraccion (20) de 128.8°. Para estudiar la evolucion de
las tensiones residuales en profundidad, se empled la
técnica de electropulido. Para ello, se emple6 un
electrolito compuesto por 96% de &cido acético y 4% de
perclérico. Se utilizé un voltaje de 45V.

Tensiones Residuales y FWHM

4  DISCUSION Y RESULTADOS

4.1  Microestructura y perfiles de microdurezas

En la Figura 3 se muestra la microestructura de los grados
de acero estudiados, materiales de referencia e impreso.
En la Figura 3 (a) se muestra la microestructura del grado
de acero de referencia, obtenida tras el tratamiento
térmico descrito con anterioridad. Se ha determinado un
tamafio de grano austenitico de ~60 um. En la Figura
3(b) y (c) se muestra la microestructura del material
impreso mediante SLM. Se pueden distinguir las
diferentes capas en las que se observa un crecimiento de
grano columnar en la direccion paralela a la de impresion
(Figura 3(b)). En el interior de los granos, se aprecia una
subestructura celular (Figura 3(c)) con un tamafio
promedio de 0.75um. Esta subestructura se forma debido
al entrecruzamiento de dislocaciones asociadas con la
segregacion de Cry Mn [6,7]. En la Figura 4, se muestra
el perfil de microdurezas. Se puede apreciar que la
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microdureza obtenida a nivel superficial aumenta
considerablemente tras el tratamiento de SSP en ambos
grados de acero, alcanzandose un espesor de capa
afectado por el tratamiento de aproximadamente 300 pum.
Se aprecia también que la dureza del nicleo del material
aumenta en el material impreso mediante SLM
(255HV 2q0).

Direccion de impresion

A
1
I
1

X1@., ae6 1

Figura 3. (a) Material de referencia. (b) y (c) Material
impreso  mediante SLM. Para revelar la
microestructura, las muestra fueron atacadas con
Kalling’s No.2 (2 gr CuCl, + 40 ml HCI + 50 ml
Ethanol) durante un tiempo de 125 segundos



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

600
———— CSP-SLM

500 1 —-e— SSP-SLM
o &, ~ -5~ CSP-REFERENCIA
S 200{ o e ——o-— SSP-REFERENCIA
> N
I N
© L NN \\'
& 300 1 i WA
3 D\&EK AT 1 a0 dgsy S0
'% 200 1 DDEEWD’&B%:%?K&%’@Q@:\_—@:

100

0 : : : : :
0,0 01 02 03 04 05 06

Profundidad (mm)
Figura 4. Perfiles de microdurezas

En la Figura 5 se puede apreciar el espesor de capa
deformado (200-300pm) tras aplicar los tratamientos
severos de shot peening (SSP) en el material de
referencia y en el impreso.

ZekU ZB-40 BEI

XZ5a 188nm

22 N \ il
Direccion de impresion I

v

(b)
Figura 5. Seccion transversal de la muestra. (a)
Material de referencia sometido a un tratamiento
superficial de SSP (12A, 3000%). (b) Material
impreso sometido a un tratamiento superficial de SSP
(12A, 3000%6)
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4.2

En la Tabla 4 se muestran los valores de la rugosidad
obtenidos en la muestra referencia e impresa tras los
citados tratamientos de shot peening, convencionales
(CSP) y severos (SSP).

Rugosidad Superficial

Tabla 4. Rugosidad superficial (um)

Ra RZ Rmax
Referencia csp >4 31 39
SSP 5.5 40 41
3D 6.0 31 40
3D-SLM | 3D+CSP 5.5 27 37
3D+SSP 5.0 24 28

Tras el proceso de impresion 3D, las muestras
presentaron un nivel de rugosidad relativamente elevado
(Ra~6um). Este valor es ligeramente superior al
encontrado en el material de referencia tras los
tratamientos de CSP y SSP. Sin embargo, en el caso del
materials impreso (3D-SLM) el nivel de rugosidad
disminuye tras aplicar el SP, principalmente, en el
tratamiento severo, con una cobertura del 3000% que
equivale a un tratamiento de 202s (12A), lo que permite
disminuir el nivel de rugosidad que las muestras
presentaban inicialmente

4.3

En la Tabla 5, se muestran las tensiones residuales en la
direccién radial, circunferencial y longitudinal que
presentan las muestran cilindricas tras el proceso de
impresion. Por otro lado, el parametro FWHM se recoge
en la Tabla 6.

Tensiones residuales y FWHM

Tabla 5. Tensiones residuales (MPa) medidas en
superficie tras el proceso de impresion, via SLM

Direccion radial -176 + 71
Direccion circunferencial +131 + 74
Direccion axial +45 + 50

Tabla 6. Parametro FWHM (°) medido en superficie tras
el proceso de impresion, via SLM

Direccion radial 1.7 +0.2
Direccion circunferencial 14 +0.25
Direccion axial 14+0.21

Se puede observar que excepto en la direccion radial de
las muestras, donde se ha determinado la existencia de
tensiones residuales de compresién, las tensiones
residuales medidas en la direccion circunferencial y axial
son predominantemente de traccion.

En la Figura 6, se muestra la evolucion de las tensiones
residuales determinadas en profundidad mediante la
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técnica de difraccion de rayos X, tanto en el material de
referencia (Figura 6(a)) como en el impreso (Figura 6(b))
tras aplicar los tratamientos de SP.

AISI316L REFERENCIA
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0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6
Profundidad (mm)
(@)
AISI316L SELECTIVE LASER MELTING
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A
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@
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—-e— sSSP
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0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6
Profundidad (mm)
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Figura 6. Evolucidon de las tensiones residuales en
profundidad. (a) Material de referencia. (b) Material
impreso

En ambas calidades de acero se puede apreciar como el
tratamiento severo es capar de inducir un nivel de
tensiones residuales que aumenta hasta un valor de -750
MPa en las primeras capas. El espesor de capa afectado
también aumenta considerablemente tras el SSP (12A,
3000% de cobertura). En la Figura 7, se compara el
campo de tensiones residuales inducido en ambas
calidades, referencia y material impreso. Tras los citados
tratamientos convencionales (CSP) y severos (SSP) de
shot peening, se puede apreciar como el espesor total de
capa afectado por los tratamientos aumenta ligeramente
en el material impreso.

El FWHM obtenido tras los citados tratamientos se
muestra en la Figura 8. Se puede apreciar un fuerte
aumento del parametro FWHM, principalmente, tras
aplicar los tratamientos severos (SSP). Esta variacion se
observa en las primeras 200 pum del material lo que
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encaja con las observaciones microestructurales
mostrada previamente en la Figura 5. Un efecto similar
se ha reportado previamente a partir del analisis de los
perfiles de microdurezas y tensiones residuales.

CONVENTIONAL SHOT PEENING (CSP)

los
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Figura 7. Tensiones residuales inducidas tras

tratamientos convencionales (a) y severos (b).
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Figura 8. Parametro FWHM (Full Width at Half
Maximum).

En el caso de las muestras sometidas a los tratamientos
severos, la formula de Scherrer (ecuacién 2) puede ser
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utilizada para estimar el tamafio de grano (GS). Esta
ecuacion puede ser utilizada para aquellos casos en los
que se obtiene un tamafio de grano nanocristalino, lo que
es esperado en los casos de los tratamientos de SSP [8].

092
GS= FWHM-cos6

)

A representa la longitud de onda Ka del Cr (0.2291 nm)
empleado para determinar el parametro FWHM en el
plano {220} vy 6 es el &ngulo de difraccion (26=128.8°).

Tabla 7. Tamafio de grano (GS) en la capa superficial
tras el tratamiento de SSP

Grado de acero | FWHM (°) en {220} | GS (nm)
Referencia 4 7
3D-SLM 3.5 8

Estos valores son claramente inferiores a la dimensién de
la subestructura medida en el material obtenido por SLM,
poniendo de manifiesto la capacidad de los tratamientos
de shot peening severos para inducir refinamiento de
grano.
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RESUMEN

El Binder Jetting (BJ) es una técnica de fabricacion aditiva basada en la generacion de una pieza mediante la union
selectiva de polvo por medio de un adhesivo y posterior proceso de sinterizacion a alta temperatura para densificar el
material y obtener piezas con propiedades mecanicas aceptables. Debido a la gran porosidad inicial del material tras el
sinterizado se suelen aplicar post-tratamientos de prensado isostatico en caliente (HIP) para aumentar la densidad del
material y mejorar las propiedades mecénicas y de fatiga del componente resultante. Este trabajo estudia el comporta-
miento en fatiga de una aleacion de Ti-6Al-4V, fabricada mediante BJ, y sometida a dos procesos HIP diferentes: uno a
920°C/100MPa durante 4h, y otro a alta presion pero menor temperatura (HIP-HPLT) a 850°C/200MPa durante 2h. Se
estudia el efecto del HIP sobre la densificacion, la microestructura, el comportamiento mecénico y las propiedades a
fatiga. Los micromecanismos de fatiga y fractura indican que el contenido en oxigeno generado por la descomposicion
del ligante durante los procesos de sinterizacion juega un papel critico en las propiedades mecanicas resultantes, redu-
ciendo la ductilidad y la vida a fatiga, y alejandose del comportamiento obtenido por otras técnicas de fabricacion aditiva
como el SLM.

PALABRAS CLAVE: Ti-6Al-4V, Binder Jetting, Hot Isostatic Pressing, propiedades a fatiga.

ABSTRACT

Binder Jetting (BJ) is an additive manufacturing technique based on the generation of a part by selective bonding of
powder by means of an adhesive, and subsequent high temperature sintering process to densify the material and obtain
parts with acceptable properties. Due to the high initial porosity of the material after sintering, hot isostatic pressing (HIP)
post-treatments can be applied to increase the density of the material and improve the mechanical and fatigue properties
of the resulting component. This work analyses the fatigue behaviour of a Ti-6Al-4V alloy, fabricated by BJ and subjected
to two different HIP processes, one at 920°C/100MPa for 4h, and a second one at high pressure but lower temperature
(HIP-HPLT) at 850°C/200MPa for 2h. The effect of HIP on the densification, microstructure, mechanical behaviour, and
fatigue properties is studied. Fatigue and fracture micromechanisms indicate that the oxygen content generated by the
decomposition of the binder during the sintering processes plays a critical role in the resulting mechanical properties,
reducing the ductility and fatigue life, and moving away from the behaviour obtained by other additive manufacturing
techniques such as SLM.

KEYWORDS: Ti-6Al-4V, Binder Jetting, Hot Isostatic Pressing, fatigue properties.

1. INTRODUCCION constituyente principal, para densificar el material. El
proceso BJ presenta muchas similitudes con el proceso
La fabricacion aditiva por inyeccion de aglutinante, o de moldeo por inyeccion de metal (MIM) [1]. Las técni-
binder jetting (BJ), es una técnica mediante la cual un cas MIM y BJ del Ti-6Al-4V muestran tras la sinteriza-
agente liquido aglutinante se deposita selectivamente so- cion las mismas caracteristicas de microestructura y una
bre un polvo metalico para formar una geometria tridi- porosidad residual muy similar [2].
mensional. A continuacion, se somete a dicha pieza a un
proceso de curado o debonging a temperatura relativa- Esta técnica presenta una serie de ventajas sobre otros
mente baja (< 400°C) para eliminar el aglutinante y pro- procesos de fabricacion aditiva [3], tales como ser com-
ducir una pieza “en verde” de baja resistencia y alta po- patible con practicamente cualquier material en polvo
rosidad, seguida de un proceso de sinterizacién a una (metales, ceramicos,...), no requerir de ninguna estruc-
temperatura ligeramente inferior al punto de fusion del tura de soporte para la generacion de la geometria, altas
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tasas de produccion y grandes volimenes de piezas fabri-
cadas, asi como evitar los problemas relacionados con las
tensiones residuales y los cambios microestructurales in-
herentes a las técnicas basadas en la fusion por laser. En
el proceso BJ, solo se utiliza algo de calor a baja tempe-
ratura durante el proceso de curado (normalmente menos
de 450°C), y el proceso final de sinterizacion a alta tem-
peratura de la pieza verde es un proceso bien controlado
y homogéneo. Por lo tanto, se minimizan las tensiones
residuales y las distorsiones inducidas térmicamente.

Sin embargo, el proceso BJ de Ti-6Al-4V presenta varios
inconvenientes en comparacion con otros procesos AM,
principalmente relacionados con la alta porosidad de la
pieza fabricada y la microestructura de grano grueso que
se deriva del proceso de sinterizacion, asi como la ele-
vada reduccion de tamaiio después del proceso de sinte-
rizacién lo que hace complejo un adecuado control de las
dimensiones finales de la pieza.

Otro inconveniente importante de las técnicas BJ se de-
riva de la alta reactividad del titanio con algunos elemen-
tos a altas temperaturas, especialmente con el oxigeno.
Dicho contenido en oxigeno puede venir derivado de los
restos del aglomerante utilizado y no eliminado durante
el ciclo de debinding y sinterizacion. La cantidad de
constituyentes aglutinantes residuales en los componen-
tes MIM se controla mediante los requisitos quimicos de
la norma ASTM F2885-1 [4], la cual limita el contenido
de oxigeno de las aleaciones de Ti a un maximo del
0,35% en peso, ya que el alargamiento disminuye rapida-
mente cuando el contenido de oxigeno supera este valor.
Ademas, las demas impurezas, como el C y el N, que sue-
len contaminarse a partir de los ligantes poliméricos du-
rante el debinding y la sinterizacion, también influyen en
las propiedades mecanicas de las aleaciones de Ti-6Al-
4V fabricadas mediante MMC y BJ. Los efectos globales
de estos elementos intersticiales pueden expresarse en
forma de oxigeno equivalente utilizandose tipicamente la
ecuacion de Ogden [5]. Dicho contenido de oxigeno
equivalente para las aleaciones de Ti debe limitarse a 0,4
% en peso.

La porosidad intrinseca al proceso de BJ es un factor li-
mitante de su comportamiento mecanico. Las piezas ver-
des recién impresas presentan una densidad relativa infe-
rior de ~60% de la densidad libre de poros o densidad
absoluta (PFD). Tras la etapa de sinterizacion, la densifi-
cacion del material aumenta hasta ~95% PFD, pero esta
porosidad interna sigue siendo alta y, aunque la picza
tiene cierta resistencia estructural, no es adecuada para
soportar tensiones exigentes como la fatiga.

Por lo tanto, suelen ser necesarias etapas adicionales de
postprocesado, como el prensado isostatico en caliente
(HIP), para que las piezas impresas con BJ alcancen unas
propiedades aceptables.

Existen numerosos estudios de los beneficios del trata-
miento HIP sobre los defectos, la microestructura y las
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propiedades mecanicas de la aleacion Ti-6Al-4V fabri-
cada mediante técnicas como el SLM [6-14].

El ciclo HIP tipico utilizado para aleaciones Ti-6Al-4V
fabricadas por SLM consiste en calentar a una tempera-
tura en el rango 900-920°C (por debajo de la temperatura
[B-transus) y a una presion de 100-120 MPa, durante un
tiempo de mantenimiento entre 2 y 4 horas en atmosfera
de argdn, y normalmente seguido de un enfriamiento en
horno. Por otro lado, algunos estudios han demostrado el
beneficio de los tratamientos HIP a temperaturas mas ba-
jas (820-850°C) pero a mas altas presiones (200MPa)
combinadas con un enfriamiento rapido para limitar los
efectos de engrosamiento microestructural y mejorar la
vida en fatiga de la pieza fabricada [9,14].

El objetivo principal de este trabajo es precisamente es-
tudiar los efectos del postratamiento de HIP sobre la den-
sificacion del material, la microestructura y las propieda-
des a traccion y fatiga, de una aleacion Ti-6Al-4V fabri-
cada mediante el proceso de BJ.

2. MATERIAL Y METODOS EXPERIMENTA-
LES

El material utilizado en esta investigacion es una aleacion
Ti-6Al-4V. Las probetas se fabricaron utilizando una tec-
nologia de BJ de alta precision desarrollada por Hoganés
AB (Digital Metal®). El aglutinante es un polimero so-
luble en agua. La impresion se realiza a temperatura am-
biente sin atmosfera protectora. Una vez terminadas, las
piezas se sacan del lecho de polvo y se sinterizan para
aumentar su resistencia y densificacion. El acabado su-
perficial medio fue de Ra 7 pum tras la sinterizacion y de
Ra 4 pm tras el granallado. El grosor de la capa era de 42
pum.

El proceso de sinterizacion consta de dos etapas. En pri-
mer lugar, se quema el aglutinante calentandolo en un
ambiente de argon durante tres horas a 295°C (debin-
ding), seguida de una purga de gas argén. En segundo
lugar, el Ti-6Al-4V se sinteriza calentandolo a 1350°C
durante tres horas, seguido de un enfriamiento en horno.
Se produce una contraccion cercana al 20% durante la
sinterizacion. El nivel de oxigeno medido en las muestras
después de la sinterizacion fue de 0,35%.

Las probetas se dividieron en tres lotes diferentes: (1) lote
en condiciones iniciales después del sinterizado, (2) un
lote sometido a un postratamiento de HIP a 920°C / 100
MPa durante 4 h seguido de un enfriamiento en horno, y
(3) un lote sometido a un postratamiento de HIP a una
temperatura de 850°C / 200 MPa durante 2 h y después
un enfriamiento forzado para reducir el tiempo de enfria-
miento.

Posteriormente todas las probetas fueron mecanizadas y
acabadas a su geometria final después de las etapas de
sinterizacion o HIP, obteniendo una rugosidad superficial
Ra entre 0,61 y 0,88 pum.
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Los ensayos de traccion monotdnica para las condiciones
de material analizadas se realizaron utilizando probetas
cilindricas segin norma ASTM E8M [15], utilizando
probetas cilindricas de 6 mm de diametro. Para el analisis
de fatiga se utilizaron las probetas presentadas en la Fi-
gura 1.

Para el analisis metalografico, se utiliz6 el reactivo de
Kroll (100 mL de agua destilada, 2 mL de HF y 4 mL de
HNO?3) para revelar la microestructura de las muestras
pulidas y rectificadas en himedo.

R=40.0
$=5.0

28.6

[mm]

100.0

Figura 1. Dimensiones de las probetas de fatiga (mm).

3. RESULTADOS Y ANALISIS
Microstructura y porosidad

La Figura 2 presenta la microestructura de las diferentes
condiciones analizadas. Para la condicion as-sintered se
observa una distribucion de porosidad uniformemente re-
partida, con huecos de diferente forma y tamafio. La ma-
triz presenta una estructura tipica laminar de fase o y bor-
des de grano de fase  entre dichas laminas.

Después de los procesos de HIP practicamente todos los
huecos internos son eliminados, consiguiente una estruc-
tura interna con un elevado grado de densificacion (Fi-
gura 2). Sin embargo, en la Figura 3 se aprecia, como los
huecos conectados con la superficie no son sellados por
este proceso, al no encontrarse sometidos a los elevados
estados de compresion hidrostatica durante el proceso.
En este trabajo, las probetas son mecanizadas después del
tratamiento, eliminado esta capa, y estudiando el com-
portamiento en fatiga del material base.

El tamafio de las colonias de o es de aproximadamente
110 um. El tamafio medio de las lajas de fase o es apro-
ximadamente de 6 pm (Tabla 1) caracteristicas similares
a las del material MIM Ti-6Al1-4V [1].

La densidad relativa de las muestras se ha medido segiin
el principio de flotacion de Arquimedes, de acuerdo con
la norma ASTM B311 [16], y tomando como referencia
una densidad relativa el Ti-6Al-4V de 4.43 g/cm®. Se ha
utilizado una balanza electréonica AJH-420 CEN de pre-
cision con 0.001g. Tras la sinterizacion, la densidad rela-
tiva medida fue del 96%. Se volvio a medir la densidad
relativa de las muestras sinterizadas y sometidas al pro-
ceso HIP tras el mecanizado, y se obtuvo un valor del
96% y del 99,9%.

:[¢12

Tabla 1. Espesores de las laminas de o después de los
diferentes procesos.

Condicién Grosor de las laminas de o
As-sintered 5.63 um
HIP 920°C / 100MPa 7.26 um
HIP 850°C / 200 MPa 6.37 um
SLM [13] (~1 um)

Figura 2. Microestructura de las tres condiciones anali-
zadas: (a) Sinterizado, (b) HIPed a 920°C / 100MPa / 4h,
(c) HIPed a 850°C / 200MPa / 2h.
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i SRR s =g A e
Figura 3. Porosidad no sellada en la proximidad de la

superficie (BJ+HPLT).
Propiedades a traccion

Los resultados de los ensayos de traccion para las tres
condiciones analizadas se presentan en la Figura 4 y en
la Tabla 2. A efectos comparativos, también se presentan
los resultados de un material de referencia procesado por
forja y de un material fabricado por fusion de lecho de
polvo (también denominado fusion selectiva por laser,
SLM) [9].

Para la condicion as-sintered, se observa una pobre resis-
tencia a la traccion de 790 MPa y una reducida capacidad
de deformacion en torno al 9,25%. Estas pobres propie-
dades mecanicas pueden atribuirse al alto nivel de poro-
sidad después de la sinterizacion, que alcanza valores en
torno al 4%. Las propiedades a la fatiga también son muy
pobres, como se analizara en detalle en detalle en la sec-
cion siguiente.

Para las condiciones de material sometidas a tratamientos
de HIP, una primera conclusion que se puede extraer de
los resultados presentados es que apenas se produce una
mejoria en la capacidad de deformacion. Para el trata-
miento de HIP convencional a 920°C /100 MPa / 4 h, el
valor de deformacion es muy similar al de la condicion
BJ as sintered, aunque se aprecia un aumento de la capa-
cidad resistente, sin duda debido a la densificacion del
material. Para el material procesado por HIP-HPLT, el
alargamiento aumenta ligeramente hasta el 10,5% y la ca-
pacidad resistente también se ve ligeramente mejorada.
Sin duda es un postratamiento mas efectivo para esta
aleacion. En cualquier caso, estos valores estan lejos de
la capacidad de deformacion del material de referencia
con estructura de granos equiaxiales (19,5%) y son infe-
riores también a los correspondientes al mismo material
fabricado por SLM y sometido al mismo tratamiento
HIP-HPLT (11-13%), segun los resultados anteriores de
los mismos autores [9].

Esta reduccion de la ductilidad suele ser atribuida al con-
tenido en oxigeno residual siempre que supere valores en
torno al 0.3% [5]. En el proceso presentado el nivel me-
dido fue de 0.35%.
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Figura 4. Ensayos a traccion para las tres condiciones BJ
as-sintered, BJ+HIP y BJ+HPLT.
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Tabla 2. Propiedades a traccion del Ti-6Al-4V.

Offset yield Tensile | Elongation
Material strength, Strength, at break
Rp2 (MPa) | Ry, (MPa) (%)
Binder Jetting - as sin- 790 912 935
tered
BJ + HIP
850°C/200MPa/2h 1002 1089 10.58
BJ + HIP
920°C/100MPa/4h 74 1043 923
SLM - as built 1090 1297 11.2
SLM + HIP
850°C/200MPa/2h 943 1055 13.2
Wrought prr(;:lessed mate- 394 966 195

Propiedades a fatiga

El comportamiento a fatiga de las diferentes condiciones
analizadas se muestra en la Figura 5. La condicion BJ as-
sintered presenta una pobre resistencia a fatiga, condicio-
nada por la alta porosidad interna después del proceso de
sinterizacion, el espesor de las lajas de o y los contenidos
de oxigeno que promueven precipitados de dxidos de Ti
que reducen el comportamiento en fatiga.
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Figura 5. Resultados de los ensayos de fatiga
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El mecanismo de iniciacion de la fisura en la condicion
as-sintered presenta un patrén caracteristico, como se
muestra en la Figura 6, formado por multiples facetas pla-
nas en el lugar de iniciacién que coexisten con un gran
numero de huecos existentes en el material desde la fase
de sinterizacion. Este conjunto de defectos hace que el
material presente multiples concentradores de tensiones
internos que se traducen en un pobre comportamiento en
fatiga.

Figura 7. Fatigue initiation site for BJ + HIP-HPLT

Para el material después del proceso de HIP (Figura 7)
los resultados del comportamiento en fatiga mejoran
frente al material BJ as-sintered, pero siguen estando
muy por debajo del comportamiento del mismo material
para otros procesos de fabricacion aditiva, como el SLM
[10], incluso en las condiciones iniciales de fabricacion
(SLM as-built) sin someterse a un proceso de HIP. La
iniciacion también se produce a partir de la formacion de
facetas, en la fase a+f. Este mecanismo coincide con los
ya conocidos para materiales fabricados por SLM [6-9].

En determinadas zonas, la propagacion se produce entre
las lajas de fase a, y en lugar de observar facetas que atra-
viesan perpendicularmente la laja se produce una propa-
gacion entre las lajas, que genera los tipicos caminos o
playas de fatiga. De nuevo, el pobre comportamiento en
fatiga puede justificarse por la presencia de oxigeno resi-
dual en el material fabricado mediante BJ, cuyo valor al-
canza en este trabajo el 0.35%. En la Figura 8 se presenta
una micrografia con la presencia de estas particulas iden-
tificadas como oxidos de Ti, en la superficie de fractura,
también tipicos en los materiales procesados mediante
MMC cuando se sobrepasan determinados niveles de
contenido en oxigeno y a cuya presencia se atribuye la
perdida de propiedades de ductilidad del material y a la
drastica reduccion de las propiedades a fatiga.

Figure 8. Fatigue propagation site for BJ + HIP-HPLT
(specimen #19).
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4. CONCLUSIONES

En este trabajo se ha investigado el efecto sobre la densi-
ficacion del material, el comportamiento mecanico y el
comportamiento a fatiga de dos postratamientos HIP di-
ferentes en una aleacion Ti-6Al-4V fabricada mediante
BJ.

El comportamiento en traccion y a fatiga de la condicion
sin post-tratamiento, después del sinterizado, es muy po-
bre tanto en capacidad resistente como en capacidad de
deformacion y vida en fatiga. Este hecho esta condicio-
nado por la elevada porosidad residual después del sinte-
rizado (en torno al 4%) y por la presencia de oxigeno re-
sidual procedente de los restos de ligante después del de-
binding. que se deposita en forma de dxidos de Ti disper-
sos por la matriz del material.

Después de los procesos de HIP las propiedades resisten-
tes mejoran, hasta alcanzar niveles similares al Ti-6Al-
4V fabricado con otras como el SLM. Sin embargo, la
capacidad de deformacion sigue siendo limitada, condi-
cionado sin duda por el porcentaje de oxigeno presente
en la muestra (0.35%). La vida en fatiga mejora respecto
al material sin postratamiento, y se observa una buena
densificacion. Ademas, sus propiedades a fatiga siguen
siendo inferiores a las del mismo tratamiento de HIP
efectuado sobre muestras de SLM y sobre el mismo ma-
terial de referencia.

Para poder utilizar este material fabricado mediante BJ
en piezas que vayan a verse sometidas a cargas exigentes,
es necesario efectuar un postprocesado HIP para conse-
guir densificar el material, y trabajar en el desarrollo de
procesos o ligantes que limiten el contenido en oxigeno
después del de-binding por debajo del 0.3%, como se in-
dica para otras técnicas similares como el MIM.
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RESUMEN

Uno de los defectos mas comunes que aparece en los laminados de materiales compuestos es el desalineamiento de las
fibras y ondulaciones fuera de plano. El uso de estos laminados defectuosos en estructuras de la industria aeroespacial o
la industria de la energia (aerogeneradores) puede comprometer la integridad estructural de las mismas al afectar a sus
propiedades mecanicas. En este trabajo, se realiza un estudio de la aplicacion de técnicas de termografia infrarroja para
estimar la vida a fatiga de laminados CFRP que presentan ondulaciones fuera del plano, distribuidas a lo largo de la
muestra. Los resultados obtenidos muestran una gran similitud con los obtenidos mediante las curvas S-N. Se observa
una reduccidn de las propiedades mecanicas y de la vida en servicio en el material con defectos respecto al material sin
defectos, asi como diferencias térmicas, lo que avala el uso de técnicas termograficas para localizar este tipo de defectos.

PALABRAS CLAVE: CFRP, fatiga, termografia, defectos de fabricacion, ondulaciones.

ABSTRACT

One of the most common defects that appear in composite laminates is fiber misalignment and out-of-plane waviness.
The use of these laminates with defects in aerospace industry structures or energy industry components (wind turbines)
can compromise their structural integrity by affecting their mechanical properties. In this work, a study about the
application of infrared thermography techniques is carried out to estimate the fatigue life of CFRP laminates, which
present out-of-plane waves distributed throughout the sample. The results obtained are in good agreement with those
obtained through S-N curves. A reduction of the mechanical properties and service life is observed in the material with
defects versus the material without defects, as well as thermal differences, which supports the use of thermographic
techniques to locate this type of defects.

KEYWORDS: CFRP, fatigue, thermography, manufacturing defects, waviness.

1. INTRODUCCION comprometer su integridad estructural y reducir su vida
atil [1,2].

En las actuales industrias aeroespacial y energética, los

materiales compuestos han aumentado su empleabilidad En trabajos publicados hasta la fecha, se ha demostrado
durante la Gltima década debido a la buena combinacion que las ondulaciones fuera del plano en los laminados
de sus propiedades mecanicas, como son su alta CFRP reducen significativamente su resistencia y vida
resistencia y rigidez especificas, su baja densidad y su util a fatiga. Por ejemplo, Mukhopadhyay et al. [3],
capacidad para soportar condiciones ambientales analizaron el efecto de una ondulacion con diferentes
adversas. Los laminados de polimeros reforzados con valores de severidad en laminados CFRP cuasi-isétropos,
fibra de carbono (CFRP) son uno de los materiales encontrando que los defectos actdan como
compuestos que mas se utiliza en estas industrias. Sin concentradores locales de tension a cortadura, lo que
embargo, los defectos que aparecen en el laminado reduce la resistencia a traccion de este tipo de materiales.
durante su fabricacion, como las ondulaciones fuera del En otro estudio del mismo autor [4], se concluyé que el
plano o el desalineamiento de las fibras, pueden desalineamiento de las fibras disminuye la resistencia a

la fatiga del material para los mismos laminados CFRP
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que en el estudio previo. Estos trabajos demuestran la
importancia de detectar y caracterizar dichos problemas
en los laminados CFRP. El desarrollo y aplicacion de
técnicas no destructivas, como el uso de sensores
térmicos o mediciones acusticas, se presentan como una
alternativa Gtil para la deteccion y cuantificacion de
dichos defectos.

Particularizando para el caso de la utilizacion de sensores
termogréficos para la prediccion de la vida a fatiga de
componentes CFRP, existen varios estudios en la
literatura que han demostrado la utilidad de esta técnica
y su aplicacién en la prediccion de la vida a fatiga del
material. Por ejemplo, Toubal et al. [5] estudi6 la
aplicacion de la termografia infrarroja en laminados de
tejido CFRP sometidos a cargas ciclicas a traccion,
estableciendo una relacién entre la temperatura
alcanzada y la evolucién del dafio acumulado en el
laminado para los modelos de degradacion de
propiedades mecanicas. Feito et al. [6] aplicaron
termografia en laminados CFRP de gran espesor
formados por laminas unidireccionales y comprobaron
que la presencia de ondulaciones producia un mayor
calentamiento bajo ensayos ciclicos de traccién.
Montesano et al. [7] y Huang et al. [8] desarrollaron una
metodologia capaz de estimar la vida a fatiga de ciertos
laminados sin defectos a partir de técnicas termograficas,
reduciendo el nimero de ensayos necesarios para obtener
dicho valor. Este modelo se aplico posteriormente a
laminados de fibra de vidrio que presentaban
ondulaciones fuera del plano [9], obteniendo buenos
resultados en la localizacién de dichos defectos y en la
estimacion del limite a fatiga, siendo uno de los pocos
estudios publicados hasta la fecha realizado sobre
materiales poliméricos reforzados con fibras largas
(LFRP) que presentaba defectos por ondulacién.

En este trabajo, se ha aplicado por primera vez esta
metodologia, basada en termografia infrarroja, sobre
laminados CFRP que presentan, no solo un defecto, sino
multiples ondulaciones fuera del plano. Esta técnica se ha
utilizado para detectar y localizar dichos defectos en el
material, asi como para predecir su limite a fatiga. El
procedimiento experimental consistié en la realizacion
de ensayos de cargas ciclicas a traccion, tanto en
laminados con defectos como sin ellos, para obtener las
curvas S-N y comparar dichos resultados con los
obtenidos a través de metodologia basada en las técnicas
termograficas. Los resultados muestran que mdaltiples
ondulaciones fuera del plano afectan severamente a las
propiedades mecanicas, reduciendo la vida util del
componente en un 54%, ademas de estimar el limite de
fatiga con bastante precision. De este modo, la
termografia se presenta como una herramienta eficaz, no
solo para prevenir fallos en estructuras criticas, sino
también para reducir costes y tiempo de ensayos.
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2. MATERIALES

La fabricacion de las probetas estudiadas en este trabajo
se ha encargado de la empresa Titania S.L. (Puerto de
Sta. Maria, Espafia). EI laminado CFRP se compone de
22 laminas unidireccionales prepeg proporcionadas por
Hexcel Corporation (Stamford, USA). Cada lamina
contiene un volumen en fibra de carbono del 59.2% del
tipo IMA-12K. Este material, representativo de la
industria aeroespacial, se ha apilado siguiendo la
secuencia [45/0/-45/90/0/90/0/90/-45/0/45];. Las
dimensiones de cada probeta son 200x15x4.1 mm como
se observa en la Figura 1.

200 mm

Figura 1. Dimensiones de las probetas sin defectos.

Se han preparado dos lotes de probetas diferentes, uno sin
defectos y otro al que, durante la fabricacion, se le
introdujeron insertos del mismo material en direccion
transversal para generar multiples ondulaciones fuera de
plano. A este lote con defectos se le ha introducido un
total de 7 insertos a lo largo de la direccion de la carga
(direccién 1), espaciados entre si cada 20 mm, y situando
el primero a 35 mm de uno de los extremos tal y como se
observa en la Figura 2. Finalmente, la posicién de los
insertos a lo largo del espesor varia en altura, pero se
localizan de forma simétrica respecto a la onda central,
siendo ésta la mas cercana a la superficie y las de los
extremos las mas alejadas. En concreto, el inserto central
se encuentra bajo las 2 primeras laminas, los siguientes
bajo 7 ldminas, los siguientes bajo 13 laminas y los
Gltimos bajo 18 laminas.

45 mm

Figura 2. Dimensiones de las probetas con defectos.

Todas las ondulaciones generadas se han caracterizado
geométricamente, obteniendo una longitud de 9.6+1 mm,
una altura maxima de 0.5£0.04 mm y una inclinacién de
6.8+1.3 °. En la Figura 3 se puede observar una captura
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de una ondulacién central realizada con una lupa Optica
donde se indican los tres parametros geométricos.

0.5mm

Figura 3. Caracterizacion geométrica de uno de los
defectos introducidos.

3. METODOLOGIA EXPERIMENTAL

Los ensayos se han llevado a cabo con una maquina de
ensayos hidraulica INSTRON 8801 equipada con una
célula de carga de 100 kN. Las probetas de cada lote se
han dividido en 3 grupos. El primer grupo se ha dedicado
a ensayos cuasi-estaticos para obtener la carga Ultima a
traccion del laminado; con el segundo grupo se han
realizado ensayos a fatiga para obtener la curva S-N; y el
dltimo grupo ha sido sometido a ensayos a fatiga en
blogues de 7.000 ciclos, aumentando la carga entre
bloques, y dejando enfriar la probeta. Este tipo de ensayo
sigue la metodologia presentada por otros autores [6,7]
para estimar la vida a fatiga de los laminados a partir de
la adquisicion de datos mediante termografia, y que hasta
el momento solo ha sido aplicada a materiales con
defectos GFRP [8]. Todos los ensayos a fatiga se han
realizado a traccion con un R=0, y una frecuencia de 5
Hz.

Para la adquisicion de imagenes térmicas se ha empleado
una camara FOTRIC 3482 (Dallas, USA). Durante los
ensayos, se ha colocado una probeta sin carga de
referencia junto a la probeta que se carga, de tal manera
que se pueda obtener la evolucion de la temperatura en
esta y eliminar a posteriori la influencia de la variacion
de la temperatura ambiente. El montaje se puede observar
en la Figura 4. Para el procesado de las imagenes
térmicas se ha empleado el software de la compafiia,
AnalyzIR.

m lMéquinad
| mmts

| Camara térmica FOTRIC |

T

I

Probeta de
referencia

A

igura 4. Montaje experimental.
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4. RESULTADOS

Tras el anélisis de resultados de los ensayos estaticos, se
ha obtenido una carga Ultima de rotura (UTS) de
68.1+0.1 kN para el lote de probetas sin defectos y de
57.2+2 kN en el caso del lote con defectos. Se observa
coémo la presencia de los defectos aumenta la dispersion
de los resultados y reduce la resistencia del material en
hasta un 16%.

Las curvas S-N de los laminados sin defectos y con
defectos se muestran en las Figuras 5(a) y 5(b)
respectivamente. Se ha establecido el limite de fatiga
como la tension para la cual el laminado soporta
2.000.000 ciclos sin llegar a la rotura Gltima. En el caso
del laminado sin defectos, el limite de fatiga se establece
en 726.4+38.4 MPa, que corresponde a una carga de
43.6£2.3 kN, siendo este valor un 64% del fijado como
UTS. En estas gréficas, se ha indicado mediante una linea
horizontal el limite de rotura del material en condiciones
guasi-estaticas, sombreando las tensiones superiores a
partir de este limite.

©
o
=S
B 600 o —>
o
5‘ o—>
400}
200
g | . | |
102 10° 10* 10% 108 107
N (ciclos)

(a) Sin defectos

(MPa)

aplicada

T

10* 10% 108 107
N (ciclos)

(b) Con defectos

10°

Figura 5. Curvas S-N.

Para el caso del laminado con ondulaciones multiples, la
tension establecida como limite de fatiga es 511.2+37.3
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MPa, lo que corresponde a 30.7+£2.3 kN que es un 54%
de la UTS que se obtuvo con los laminados con defectos.
Los datos indican que la presencia de los defectos reduce
el limite de fatiga en un 30% respecto al limite de fatiga
del laminado sin defecto. Comparando el limite a fatiga
con respecto a la carga dltima de su propio lote, se
obtiene un decremento del 10% en probetas con defectos
frente a las sin defectos.

Finalmente, en la Figura 6 se presentan las curvas de
evolucion del incremento temperatura para diferentes
cargas, estableciendo bloques de carga de 7000 ciclos. El
incremento de temperatura se ha obtenido con respecto a
la temperatura media de la superficie de la probeta de
referencia. Se observa como la probeta alcanza una
variacion de temperatura mayor con cada aumento de
carga (blogues de 7000 ciclos), lo cual permite establecer
una relacion entre la carga y el incremento de
temperatura alcanzado.

35 . \ . . . "
——5kN
——10kN| |
15 kN
———20 kN
———25kN ][]
30 kN
——35kN| |
——40 kN
———45kN
50 kN |,
——55kN ||
“|——B0 KN [\]

= =

6000 7000

3000 4000
N (ciclos)

0 1000 2000 5000

(a) Sin defectos

——5kN
[ ——10kN

15 kN | |
——20kN
———25kN

30kN| |
——35kN
———40KN|
———45kN

z

3000 4000 5000 6000 7000
N (ciclos)

(b) Con defectos

0 . .
0 1000 2000

Figura 6. Ejemplos de curvas AT-N obtenidas para una
probeta sin defecto (a) y con defecto (b).

De modo general, se puede establecer que el AT se
estabiliza a partir de 3500 ciclos hasta el final del ensayo.
Con estas temperaturas se puede obtener una curva que
relaciona el incremento de temperatura estable con la
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tension aplicada. El cambio de pendiente en la curva
establece el punto que se corresponde con el valor de la
tension en el limite de fatiga. Para localizar este punto,
en este estudio se ha aplicado, de entre las técnicas
desarrolladas por Huang et al. [10], la técnica basada en
R2. Esta técnica consiste en realizar todas las posibles
combinaciones con 1os puntos (Gaplicadas AT®2'€) para
obtener dos rectas mediante regresion lineal que
interseccionen entre si, seleccionando como la
combinacion optima aquella cuyas regresiones presenten
unas R? mayores.
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Figura 7. Ejemplos de curvas AT-S obtenidas en una
probeta sin defecto (a) y con defecto (b).

A modo de ejemplo, la Figura 7 muestra los resultados
obtenidos para dos ensayos concretos tras aplicar esta
metodologia. Las flechas negras indican el punto de
interseccion de ambas rectas, que se corresponderia con
el limite de fatiga obtenido en un ensayo. Los limites a
fatiga finales se estimaron como los valores promedios
tras repetir este procedimiento en diferentes probetas con
las mismas condiciones. Los limites obtenidos para los
laminados sin defectos y con defectos son
respectivamente 743.6+21.9 MPa y 521.4+64 MPa. La
estimacion para el caso sin defectos tiene apenas un 2.4%
de error con respecto al limite de fatiga obtenido por el
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procedimiento tradicional (Figura 5(a)). En el caso del
laminado con defectos, comparando de nuevo el limite
obtenido mediante el procedimiento basado en
termografia y la metodologia tradicional (Figura 5(b)) se
obtuvo un error del 2%. Pese a ser este un error algo
menor, hay que tener en cuenta que se obtuvo una mayor
dispersion de los resultados al aplicar ambos
procedimientos. Aun asi, el error entra dentro de limites
aceptables.

Las imagenes térmicas, ademéas de permitir estimar la
vida a fatiga de laminados tanto con defectos como sin
defectos, sirven para localizar estos defectos en el
componente. En la Figura 8 se pueden observar dos
imagenes térmicas obtenidas del ensayo a 45 kN de carga
tras 50 ciclos. A la izquierda, se observa la probeta con
defectos, y a la derecha la probeta sin defectos. Se aprecia
cémo la camara térmica capta la localizacion de los
defectos en el caso con defectos. La temperatura en la
zona de la onda llega a ser 1 °C o 2 °C mayor que el
promedio del area de la probeta entre defectos, aunque
hay que recalcar que este incremento puede pasar
desapercibido a cargas bajas ya que el incremento de
temperatura serd de décimas. Los defectos también
pueden ser dificiles de localizar si se encuentran
préximos a las zonas de aplicacién de la carga, como las
que se encuentran, en este caso, cerca de las mordazas de
la maquina.

26.50

Figura 8. Localizacion de los defectos mediante
imagenes térmicas. Izda: con defectos, derecha sin
defectos.

5. CONCLUSIONES

En este estudio se ha aplicado por primera vez una
metodologia de prediccion del limite de vida a fatiga de
materiales compuestos CFRP con mdltiples defectos de
ondulacién mediante métodos termograficos. Los
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principales resultados del estudio se

continuacion:

resumen a

Se ha comprobado que los defectos de ondulacion
generados durante la fabricacion de los laminados CFRP
reducen significativamente su resistencia a traccion del
material (hasta un 16%), y considerablemente su vida (til
a fatiga, Ilegando a una reduccién de casi un tercio (hasta
un 30%). Esto pone de manifiesto la necesidad de
detectar y caracterizar estos defectos.

Asimismo, los resultados obtenidos muestran que
mediante métodos termograficos pueden establecerse
metodologias para predecir el limite a fatiga de los
laminados CFRP, tanto en presencia de defectos como
sin ellos, lo que reduce considerablemente el coste y
dinero de la realizacion de ensayos tradicionales para
obtener las curvas S-N del material. Los errores de este
procedimiento no han superado el 2.4% en el caso mas
desfavorable, lo que se considera aceptable.

La aplicacion de termografia infrarroja a un componente
en servicio también permite, no solo localizar un defecto
local, sino también estimar la profundidad del defecto en
el material siempre que se cumplan dos condiciones:
Primero, que se trabaje a cargas altas, debido a que a
mayor carga, mayor incremento de la temperatura en el
defecto de la probeta, por lo que se podra estimar la
profundidad del mismo mas facilmente. Y segundo, que
el defecto se encuentre lejos de la zona de aplicacién de
la carga, ya que esta area se vera afectada por un
incremento mayor de temperatura que impedira localizar
correctamente la ondulacidn.

Finalmente, las lineas de trabajo futuras tras este estudio
estan orientadas a realizar un mayor nimero de ensayos
para obtener una mayor densidad de puntos en las curvas
S-N y poder obtener con mayor precision el valor del
limite a fatiga. También es conveniente obtener nuevas
curvas AT-S sobre diferentes laminados para ratificar los
resultados obtenidos sobre la estimacion del limite de
fatiga mediante termografia.
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RESUMEN

En este estudio se presenta una metodologia para analizar los campos de desplazamiento y deformacion en las
inmediaciones del vértice de una grieta utilizando un sistema de Correlacion Digital de Imagenes 3D (3D-DIC) de alta
resolucion. Dicho sistema esta compuesto por dos cdmaras CCD en una configuracion estéreo acoplados a un microscopio
optico. Ademas, el sistema integra un modulo de calibracion que permite corregir las distorsiones opticas en las imagenes
debido a la alta magnificacion. A partir de los datos experimentales proporcionados por el andlisis DIC, la zona
inmediatamente cercana al vértice de la grieta puede ser analizada de forma precisa, la cual cumple un papel fundamental
en el estudio de la propagacion de grietas bajo carga ciclica. A la vista de los resultados puede establecerse que esta
metodologia permite cuantificar y analizar los fendmenos no lineales que ocurren en las vecindades del vértice, y que
pueden ayudar a elucidar sobre cuales son mecanismos gobernantes en el proceso de crecimiento de grieta por fatiga.

PALABRAS CLAVE: Crecimiento de grietas, Correlacion Digital de Imagenes.

ABSTRACT

This study presents an experimental methodology to analyze the displacement and strain fields at the near crack-tip region
using a 3D-DIC system based on two cameras in a stereoscopic setup with a stereoscopic microscope. The optical system
uses a special calibration model with a distortion correction module to overcome problems associated with obtaining 3D
measurements under high magnification. The experimental data provided by the 3D-DIC analysis is useful to extract
important information from the near crack-tip region which plays an extremely important role in the fatigue crack
propagation under cyclic loading. The experimental data obtained with this methodology make it also possible to analyze
the effects of nonlinear phenomena occurring surrounding the crack tip region. In addition, it can contribute to
understanding the issues surrounding the real forces that drive the fatigue crack growth process.

KEYWORDS: Crack growth, DIC

1. INTRODUCCION factor de intensidad de la tensiones [2], mediciones de
abertura de las caras de grieta (COD, crack opening
Correlacion Digital de Imagenes (DIC, Digital Image displacement) [3], caracterizacion del retardo en el
Correlation) [1] es una técnica Optica de analisis crecimiento de grietas después de la aplicacion de una
experimental de deformaciones aplicada actualmente a sobrecarga [4] y la cuantificacion de la tamaiio y la forma
una gran variedad de problemas en la mecanica de la zona plastica en el frente de grieta [5], entre otros.
experimental y en el analisis de integridad estructural. El
uso de dicha técnica ha experimentado un aumento Sin embargo, como es sabido, las deformaciones durante
significativo en las tltimas décadas debido a su la propagacion de una grieta bajo carga ciclica se
confiabilidad y aplicabilidad para realizar mediciones de concentran en una pequefla region inmediatamente
campo completo en diversas condiciones experimentales. cercana al vértice de grieta y donde ademas se desarrollan
altos gradientes de deformacion plastica. Dependiendo
Particularmente en el estudio de la mecanica de fractura de las condiciones de propagacion de la grieta, la region
y la propagacion de grietas por fatiga, la técnica de de interés puede ser de algunos milimetros, dificultando
Correlacion Digital de Imagenes ha presentado un alto de esta forma su correcta caracterizacion. El estudio de
desempefio. Varios estudios muestran un uso regiones de dimension reducida requiere el uso de
satisfactorio en la evaluacion de algunos importantes imagenes de alta resolucion. En estos casos, el analisis
parametros de la mecénica de la fractura, como son: el por Correlacion Digital de Imagenes generalmente se
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realiza integrando microscopios Opticos a camaras
digitales. Con esta configuracion Optica, pueden
realizarse andlisis DIC de alta resolucion espacial.

Existen varios estudios en la literatura en el area de
propagacion de grietas que reportan el uso de técnicas
Correlacion Digital de Iméagenes junto con microscopia.
Besel et al. [6] realizaron mediciones de deformacion en
una region de 6.8 x 4.5 mm? al frente de una grieta
utilizando un analisis 2D-DIC. En su estudio destacaron
que resultados mas precisos pueden ser obtenidos con el
uso de un patrén de puntos mas fino a fin de garantizar el
correcto funcionamiento del algoritmo DIC. Zhang et al.
[7] emplearon un patrén puntos obtenido a través de un
fino pulido de la superficie del material. Tong et al. [8]
incorporaron un microscopio electronico de barrido
(SEM, Scanning Electron Microscope) para realizar
mediciones 2D-DIC de muy alta resolucion en la region
del frente de grieta. En este caso, micro rejillas con celdas
de 4 pm de tamafio fueron colocadas en la superficie del
material con el fin de conseguir un patron aleatorio para
el correcto procesado mediante DIC. Carroll et al. [9],
realizaron  mediciones 2D-DIC  utilizando un
microscopio electronico. El patron de puntos en este caso
fue creado depositando polvo de silicio en la superficie
de la probeta. Todos los trabajos citados anteriormente
demuestran la gran contribucion del uso de microscopia
junto con Correlacion Digital de Imagenes al estudio de
propagacion de grietas por fatiga. Sin embargo, cabe
resaltar que esta no es una tarea trivial, ya que es
necesario el empleo de metodologias y dispositivos
opticos adecuados.

En el presente trabajo se presenta una metodologia para
caracterizar las deformaciones en el campo cercano al
vértice de grieta utilizando un anélisis por Correlacion
Digital de Imagenes que incorpora el uso de un estéreo
microscopio conectado a dos camaras CCD. El uso de
este dispositivo permite el analisis 3D-DIC el cual que
permite la consideracion de desplazamientos fuera del
plano principal de estudio (plano de grieta). La principal
ventaja de usar un andlisis 3D-DIC en el estudio de
propagacion de grietas por fatiga es que este puede
cuantificar correctamente los cambios en la geometria de
la superficie del material a lo largo del proceso de
propagacion de la grieta, y por tanto, incrementando la
robustez de las medidas.

2. CONFIGURACION EXPERIMENTAL

En este estudio experimental, la probeta utilizada fue del
tipo disco compacto DC(T) de acero AISI 1020 de
espesor 5 mm. La geometria y dimensiones de la probeta
(en mm) se muestran en la figura 1. El ensayo de
propagacion de grieta por fatiga fue realizado en una
maquina de ensayos mecanicos Instron bajo condiciones
constantes del rango del factor de intensidad de tensiones
(AK) y con una relacion de cargas R =0.1.
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Las imagenes de la superficie de la probeta durante el
crecimiento de grieta fueron capturadas utilizando un
sistema DIC comercial de la empresa Correlated
Solutions®. La figura 2 muestra el sistema DIC
posicionado frente a una de las caras de la probeta. Dicho
sistema consta de un microscopio estereoscopico
(Olympus SZX16) equipado con dos camaras de 5.0
megapixeles (Point Gray GRAS-50S5M), montadas en
una base motorizada de 3 ejes para un control de posicion
preciso. Ademas, este sistema incluye un paquete de
software VIC-3D dedicado para el post procesado de las
imagenes.
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53.33
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Figura 1. Dimensiones en mm de la probeta utilizada en
la investigacion.

Figura 2. Estéreo microscopio utilizado para el andlisis
por Correlacion digital de Imdagenes.

Para el caso del andlisis 3D-DIC con imagenes
estereoscopicas de alta magnificacion, el hecho de usar
una Optica con un solo objetivo y una serie de espejos
introduce distorsiones que no son consideradas por las
metodologias de calibracion espacial tradicionales. El
software VIC-3D incluye un moédulo de correccion de
estas distorsiones Opticas que eliminan el error
sistematico en las mediciones de deformacion asociado a
las distorsiones Opticas.

Otro punto importante a ser considerado en la
metodologia es el tamafio del patrén de puntos aplicado
sobre la superficie del material en la region que sera
analizada. El patrén debe cumplir los requisitos de ser



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

isotropico, no repetitivo y con un alto contraste. Dichos
requisitos son necesarios para el correcto procesado de la
técnica de Correlacion Digital de Iméagenes. Para obtener
este patron fue utilizado polvo de toner, el cual fue
cuidadosamente depositado sobre la superficie del
material en donde fue aplicada previamente una fina capa
de pintura blanca. La figura 3 presenta el patron obtenido
para la region de analisis, alrededor de 3 x 3.5 mm y
conteniendo el vértice de la grieta. La resolucion espacial
obtenida fue de aproximadamente 1.6 pm/pixel.

Figura 3. Patron de puntos utilizado en el andlisis.

En la definicion de los pardmetros de Correlacion Digital
de Imagenes el tamafio de las facetas (subset size, SS) fue
de 40 x 40 pixels siendo el tamafio del paso (step size,
SW) entre centros de facetas 10 pixels. Para el calculo de
las deformaciones, el tamano de la ventana de filtrado
(strain window, SW) contiene 19 facetas. Dichos
parametros fueron seleccionados siguiendo la guia de
procedimientos de la International DIC society (iDICs)
[10].

3. RESULTADOS EXPERIMENTALES

Las Figuras 4 y 5 muestran respectivamente los mapas de
desplazamiento y deformacion en la direccion de la
aplicacion de la carga (direccion y) obtenidos del analisis
DIC correspondiente al valor maximo de carga aplicada
durante el ciclo de crecimiento de la grieta. En este
analisis, el area de interés se centra en torno al vértice de
la grieta. Sin embargo, como puede ser observado, los
puntos localizados sobre las caras de la grieta fueron
excluidos del analisis para evitar falsas medidas de
deformacion, ya que estos puntos experimentan cambios
abruptos de desplazamiento por causa de la apertura o
ruptura de las facetas localizadas en el camino de la
grieta. Cabe resaltar que los mapas de desplazamiento y
deformacion mostrados en las Figuras 4 y 5 fueron
obtenidos del analisis DIC utilizando como imagenes de
referencia y deformada, las imdgenes capturadas en la
carga minima y maxima del ciclo de carga aplicado,
respectivamente.

En la Figura 4 se pueden observar los desplazamientos
relativos perpendiculares al plano de la fractura,
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conforme al modo I de propagacion o modo de apertura,
en el cual la grieta se abre debido a la aplicacion de
tensiones normales al plano en donde esta se propaga. En
la Figura 5 se puede observar la forma de mariposa que
aparece alrededor del vértice de la grieta en el campo de
deformacion. Asimismo, se observan los altos niveles de
plasticidad generados en la region proxima al vértice de
la grieta. Como se muestra a continuacion, los mapas de
desplazamiento y deformacion ilustrados en las figuras 4
y 5 durante el ciclo de carga contienen informacion
fundamental para el estudio de los mecanismos asociados
al crecimiento de la grieta.

v(mm)
0.007

0.006
0.005
0.004
0.003

Figura 4. Mapa de desplazamientos en la direccion y
obtenido a través del andlisis DIC.

von Mises
strain (%)
08

Figura 5. Mapa de deformaciones en la direccion y
obtenido a través del andlisis DIC.

En la Figura 6 se presentan mediciones de abertura de las
caras de la grieta (COD) en diversas posiciones a lo largo
de los flancos de grieta. Se puede observar que, la
abertura maxima para cada punto de medicion varia de
acuerdo a su posicion de lectura. Ademas, las mediciones
de COD muestran que las caras de la grieta permanecen
cerradas en valores proximos a la carga minima durante
el ciclo de carga/descarga aplicado al material. Este
comportamiento esta relacionado al mecanismo de cierre
prematuro de grieta por plasticidad (PICC, Plasticity-
induced crack closure). De acuerdo con Elber, una estela
de material deformado que va siendo generado por la
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zona plastica en el vértice de la grieta a medida que esta
se propaga. La deformacion residual acumulada en dicha
zona genera tensiones de compresion residuales sobre las
caras de la grieta ocasionando su cierre prematuro
durante la descarga, e impide que esta se abra hasta que
se haya superado el efecto de estas tensiones residuales.
Un punto importante a tener en cuenta es que el camino
de aplicacion de la carga es diferente a la descarga. Esto
indica un comportamiento no lineal en el mecanismo de
apertura/cierre de las caras de la grieta, cominmente
relacionado con la plasticidad generada en el frente de la
grieta.

COD detras del vértice de la grieta

1.2

COD [pzm]
o o
[=2] [ae]

=
~

0.2

P/Pmax

Figura 5. Mapa de deformaciones en la direccion y
obtenido a través del andalisis DIC.
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Figura 5. Mapa de deformaciones en la direccion y
obtenido a través del analisis DIC.

Por otro lado, la figura 7 presenta las deformaciones de
von Mises calculadas en diferentes posiciones
localizadas inmediatamente al lado del vértice de grieta.
Como podria esperarse, a medida que el punto de analisis
se aleja del vértice de grieta, las deformaciones van
disminuyendo y mostrando un comportamiento eléstico.
Por el contrario, en posiciones cercanas al vértice, las
deformaciones se ven incrementadas drasticamente
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debido a la alta plasticidad generada en el frente de grieta.
Este comportamiento de las deformaciones es debido al
elevado gradiente que se desarrolla en la region muy
proxima al vértice de grieta, donde se origina un flujo
plastico no solamente durante la carga, sino también
durante la descarga creando como consecuencia
tensiones residuales de compresion. Esta nueva zona de
material deformada plasticamente es conocida como
zona plastica ciclica [I1] y su tamaflo es
aproximadamente una cuarta parte del correspondiente a
la zona plastica monotonica.

La importancia de la zona plastica ciclica se debe a que
el crecimiento de grietas por fatiga es esencialmente un
proceso ciclico y, por lo tanto, parece razonable asumir
su interpretacion fisica con la deformacién plastica
ciclica o dafio ciclico provocado en su interior, el cual
estd estrechamente relacionado con AK.

Una estimacion del tamafio de la zona pléstica ciclica
puede ser realizada utilizando la informacion del mapa
de deformaciones durante la descarga, ya que es durante
el proceso de descarga del material que la zona plastica
ciclica es generada. Para esto, el analisis DIC adopta
como imagen de referencia la imagen capturada en la
carga maxima, y como imagen deformada la imagen
capturada durante la carga minima. Para obtener el
contorno de la zona pléstica ciclica, la metodologia
propuesta utiliza la tension de fluencia ciclica del
material, oy, el cual se define en una curva de tension-
deformacion ciclica. La Figura 6 presenta la zona plastica
ciclica determinada durante la descarga utilizando la
metodologia descrita anteriormente.

Figura 6. Estimacion del tamario de la zona plastica
ciclica durante la descarga.

3.1. Influencia de los parametros DIC en la medicion

De acuerdo con Reu [12], el algoritmo de DIC es una
operacion no lineal de filtrado espacial de paso bajo que
depende principalmente, pero no exclusivamente, de los
paramentos de procesado. Reu propone un estudio sobre
el tamafio de VSG (virtual strain gage) definido por VSG
= [(SW+1)xST] + SS para ayudar en la seleccion de los
parametros utilizados en el analisis DIC. De acuerdo con
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la definicion de VSG, un mayor tamafio aumenta el
filtrado espacial reduciendo como consecuencia el ruido
en la solucion calculada. Sin embargo, puede resultar en
el suavizado de los gradientes de deformacion que
ocurren principalmente cerca de zonas de alta
concentracion de tension como grietas, puntos sensibles
al fallo del material, discontinuidades y otros. Por lo
tanto, en el estudio de VSG propuesto por Reu se
verifican diferentes combinaciones de facetas, pasos y
tamarios de ventana de deformacion y su correspondiente
impacto en la solucion. El objetivo de un estudio de
tamafio de VSG es determinar el equilibrio optimo entre
el filtrado y el ruido en los resultados de DIC.

i 9 Distribucién de deformaciones en el frente de grieta
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Figura 7. Distribucion de las deformaciones utilizando
diferentes configuraciones de parametros DIC.

Tabla 1. Configuraciones de parametros de procesado
DIC testadas en el estudio VSG

#1 #2 #3

SS 35 41 47
ST 10 10 10
SW 17 19 21
VSG 195 221 247

Para este estudio, tres combinaciones de parametros, que
resultan en tres tamafios de VSG (véase tabla 1), fueron
analizadas. La figura 7 muestra la distribucion de
deformaciones a lo largo de la region al frente del vértice
de la grieta obtenida con las tres combinaciones de
pardmetros. Algunos aspectos importantes pueden ser
destacados de este andlisis. En la region alejada de la
zona de influencia de la punta de la grieta, es posible
observar que las tres configuraciones presentan
soluciones parecidas. Destacando que, para el menor
tamafio de VSG, la solucion presenta una ligera
oscilacion de valores, comparado con las otras
soluciones. En la region proxima a la punta de la grieta,
es posible diferenciar nitidamente la influencia del
tamafio del VSG en la soluciéon. Ademas, se nota que la
solucion también esta afectada al estar proxima al borde
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de la region eliminada. Es conocido que el algoritmo DIC
presenta bajo desempefio en estas regiones por
deficiencia en la propia formulacién, ya que la solucién
depende de los elementos inmediatamente adyacentes.
Sin embargo, puede observarse que existe una zona de
convergencia en las soluciones a partir de
aproximadamente 0.15 mm del vértice.

4. CONCLUSIONES

En este trabajo se ha presentado una metodologia para
realizar mediciones DIC 3D de alta resolucion utilizando
un microscopio estereoscopico. Se realizaron mediciones
de campo completo tanto de desplazamiento como de
deformacion en una region de aproximadamente de 3 X
3.5 mm que contiene el vértice de la grieta. A partir de
estos resultados experimentales se pudo medir la abertura
de las caras de la grieta (COD) y la variacién de la
plasticidad en la regidon proxima al vértice bajo
condiciones de carga ciclica. Una estimacion de la zona
plastica ciclica también fue realizada. Cabe destacar que
todas las mediciones realizadas tienen en cuenta los
fendémenos no lineales que ocurren detras, delante o en el
propio vértice de la grieta durante el proceso de
crecimiento, como son, cierre de grieta inducido por
plasticidad, tensiones residuales y plasticidad en el frente
de grieta.
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RESUMEN

La fatiga por fretting es un tipo de dafio superficial producido en contactos mecanicos que se encuentran sometidos a
cargas que varian con el tiempo. Este tipo de fallo es un problema muy frecuente en componentes mecénicos, con especial
relevancia en el mundo aeronautico como, por ejemplo, en las uniones alabe-disco en turbinas de gas. En este estudio, se
analiza el dafio producido por fatiga por fretting a baja y a alta temperatura. Para ello una probeta del tipo “dog-bone”, de
seccidn rectangular, se presiona contra unos elementos de contacto de superficie cilindrica. EI montaje se realiza en lo
que habitualmente se denomina “puente de fretting”. El material utilizado para la fabricacion de todos los elementos es
la superaleacidn de base Niquel-Cromo, Inconel 718. Material que a altas temperaturas posee excelentes propiedades
mecanicas y una gran resistencia ante la corrosion y la oxidacién. Los ensayos se realizaron tanto a temperatura ambiente
como a una temperatura de 650°C; todo ello con el objetivo de cuantificar el comportamiento frente a la fatiga por fretting
del material en ambos casos, pudiendo observar como la vida a fatiga por fretting es inferior a fatiga simple.

PALABRAS CLAVE: Fatiga por fretting, Inconel 718, alta temperatura
ABSTRACT

Fretting fatigue is a kind of surface damage caused by mechanical contact that are subjected to time varying loads. This
type of failure is very common in mechanical components, with special relevance in the aeronautical world, such as disc-
blade joints in gas turbine. In this study, the damage produced by fretting fatigue in a cylindrical contact is analysed. To
do this, a "dog-bone™ type test specimen, with rectangular section, is pressed against contact elements with a cylindrical
surface. The assembly is done in what is commonly called a “fretting bridge”. The material used for the manufacture of
all the elements is a Nickel-Chromium based superalloy, Inconel 718. A material that at high temperatures has excellent
mechanical properties and great resistance to corrosion and oxidation. In this study, experimental fretting fatigue tests
were carry out both at room temperature and 650°C, with the aim of quantifying the fretting fatigue behaviour for this
material in both cases, where is appreciable that the fretting fatigue life is lower than the plain fatigue life.

KEYWORDS: Fretting fatigue, Inconel 718, high temperature

1. INTRODUCCION motores [5]. Para ello se llevaron a cabo ensayos de fatiga
simple y fatiga por fretting, tanto a temperatura ambiente
La fatiga por fretting es un tipo de dafio superficial (RT) como a alta temperatura, 650°C (HT), con el
producido en multiples componentes en el ambito objetivo de cuantificar la reduccién de vida provocada
ingenieril, como pueden ser, uniones atornilladas, juntas por el fretting y por las elevadas temperaturas de trabajo.
de estanqueidad, cadenas, cables, uniones de &labe y
disco en turbinas de gas y compresores entre otros El Inconel 718 es una superaleacion a base de Niquel-
[1][2][2]. Para que la fatiga por fretting se produzca, los Cromo registrada por la compafiia Special Metals, la
elementos deben encontrase en contacto bajo presion y composicion quimica puede verse en la Tabla 1. Para que
sometidos a fuerzas y momentos variables en el tiempo. este material tenga las propiedades deseadas es necesario
La variacion de estas fuerzas provocan micro- aplicarle un tratamiento, en nuestro caso el tratamiento
desplazamientos relativos entre las superficies de aplicado consta de diferentes fases: solubilizado a 980°C
contacto que, unido a la friccion entre las superficies, durante 1 hora, seguido de enfriamiento rapido, mas
causan la aparicion de grietas superficiales que pueden ir endurecimiento por precipitado a 720°C durante 8 horas,
creciendo hasta provocar el fallo del componente [3]. enfriamiento en horno hasta 620°C, manteniendo a 620°C
durante un tiempo total de envejecimiento de 18 horas,
Este trabajo se centra en investigar el comportamiento del seguido de refrigeracion por aire. Las propiedades
dafio producido por la fatiga por fretting con el material mecanicas después del tratamiento mencionado pueden
Inconel 718, ampliamente usado en la industria verse en la Tabla 2, donde el valor del limite de rotura, el

aerondutica con especial relevancia en las turbinas de los
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limite elastico y el modulo de Young han sido obtenidos
experimentalmente mediante un ensayo de traccion.

Tabla 1: Composicion quimica del Inconel 718 (% en

peso)
C 0.03 Co 0.13
Mn 0.11 Mo 3.01
Fe 18.02 Nb 5.18
S 0.0004 Ta 0.004
Si 0.7 B 0.002
Cu 0.13 Bi 0.000001
Ni 53.52 P 0.008
Cr 18.23 Pb 0.00003
Al 0.47 Se <0.000001
Ti 1.03

Tabla 2: Propiedades mecanicas

Propiedad RT 650°C
Tension de rotura (o) 1435 MPa” 1172 MPa
Limite elastico (o) 1325 MPa" 1080 MPa
Maodulo de Young (E) 217 GPa” 163 GPa
Poisson (v) 0.294 0.283

*Datos obtenidos en el laboratorio

2. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL

Los ensayos experimentales llevados a cabo fueron 4,
fatiga simple y fatiga por fretting, ambos tipos tanto a
temperatura ambiente (RT) como a 650 °C (HT). Para
ello se utilizaron especimenes con 4 geometrias
diferentes, estas geometrias pueden verse en la Figura 1.
Probetas de fatiga simple a) RTy b) HT.Figura 1 y Figura
2, en mm. Todas las probetas tienen un espesor de 5 mm.
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Figura 1. Probetas de fatiga simple a) RT y b) HT.
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Figura 2. Probetas fatiga por fretting a) RT y b) HT.

El tipo de montaje utilizado para llevar a cabo todos los
ensayos de fatiga por fretting fue el denominado “puente
de fretting” [6]. En este trabajo, la configuracion estandar
del puente de fretting fue modificada introduciendo dos
elementos denominados tapa y cilindros, cuya funcion es
la de transmitir la fuerza normal al puente de fretting sin
flexionarlo. En la Figura 3 puede verse un esquema de
esta configuracion, donde la carga normal, N, se aplica a
la tapa gracias al tornillo enroscado en el anillo de
fretting. A su vez, la tapa transmite la carga N al puente
de fretting mediante los cilindros, y, por dltimo, el puente
de fretting es el encargado de aplicar esta carga normal a
la probeta haciendo que ambos cuerpos entren en
contacto. Una vez introducida la carga normal, se aplica
una carga axial ciclica, o, a la probeta a través de una
maquina servo-hidraulica de capacidad 100 kN.

Tapa Tornillo

Anillo
Cilindro
g~ [0 X
Puente de ’ Probeta de
fretting 1 fretting

N

Figura 3. Elementos de la geometria puente de fretting.

Debido a la geometria de las probetas y del puente de
fretting, el tipo de contacto es el frecuentemente usado
contacto cilindrico, en el que un cilindro se presiona
contra una superficie plana [7][8]. Las dimensiones del
puente de fretting pueden verse en la Figura 4. En ella
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puede observarse como el radio del pad de contacto
usado en este trabajo es de 25 mm. Tanto las probetas,
como el puente de fretting, tapas y cilindros tienen el
mismo espesor, 5 mm. Todos los elementos utilizados a
lo largo de este trabajo fueron fabricados en Inconel 718
con laintencion de que en los ensayos de alta temperatura
todos estos se dilatasen igualmente.
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Figura 4. Puente de fretting.

En los ensayos de fatiga por fretting, tanto para los
ensayos de temperatura ambiente como los de 650°C, la
fuerza normal sera aplicada a baja temperatura antes de
la realizacion de cada uno de los ensayos. Esta fuerza
normal serd& medida gracias a diversas galgas
extensométricas pegadas al anillo, y que han de ser
calibradas. La calibracion de las galgas se realiza a
temperatura ambiente antes de cada ensayo, lo cual
conlleva que las galgas utilizadas para los ensayos de
temperatura ambiente puedan ser reutilizadas, mientras
que las galgas para los ensayos de 650°C serdn
sacrificadas, y, por tanto, sera necesario incorporar un
nuevo conjunto de galgas para el siguiente ensayo.

Ademas, es necesario una colocacion precisa de todos los
componentes antes de introducir la carga normal, de tal
forma que los puentes, cilindros y tapas estén en la misma
posicién en ambos lados de la probeta asegurando una
correcta alineacion entre todos los componentes del
conjunto.

Los ensayos de alta temperatura se realizaron usando un
horno comercial, y que, debido a las limitaciones de
volumen del mismo, fue necesario fabricar algunos
accesorios para colocar las probetas de forma adecuada
en su interior. El accesorio fabricado es una especie de
extensor, que se une a la probeta mediante 2 tornillos por
cada cogida. La temperatura de trabajo se mide mediante
un termopar incorporado en el horno, exactamente en la
mitad de su longitud y cerca del centro de las probetas.
En el caso de los ensayos de 650 °C, la temperatura sufre
una variacion de +1.5°C durante los ensayos. Asimismo,
para garantizar que todos los componentes antes de
ensayar se encuentran a la temperatura deseada, 650°C,
permanecen a esa temperatura una hora antes del
comienzo de los ensayos.

El ensayo de fatiga simple consiste en aplicar una carga
axial ciclica, o, a la probeta mediante el actuador
hidraulico. Los ensayos de fatiga simple a RT se
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realizaron con una relacién de tensiones R= -1 y R=0.1,
ambos casos con una frecuencia de 10 Hz. Por otro lado,
los ensayos de fatiga simple a HT se realizaron con una
relacién de tensiones R=0.1, debido a la utilizacion de los
extensores y a la forma de su cogida que introduce cierta
holgura en los pines, pero la frecuencia de ensayos fue la
misma, 10 Hz.

Todos los ensayos de fatiga por fretting, RT y HT, fueron
realizados con una relacion de tensiones R=0.1 y una
frecuencia de 8 Hz. Del mismo modo que en el ensayo de
fatiga simple a HT, en el ensayo de fatiga por fretting a
HT fue necesario la utilizacion de extensores.

Los extensores mencionados pueden verse en la Figura 5,
donde en a) y b) muestran el montaje para un ensayo de
fatiga simple y de fatiga por fretting a HT
respectivamente.

3. RESULTADOS Y DISCUSION

Como se ha mencionado en la seccion anterior, se
llevaron a cabo 4 grupos de ensayos diferentes, fatiga
simple y fatiga por fretting a RT y 650°C, esta seccion se
centrara en los resultados obtenidos.

Los resultados a fatiga simple a RT pueden verse en la
Tabla 3, donde se indica el nimero de ensayo; ratio de
tension, R; frecuencia, f; tensidn axial méxima aplicada,
omax; tension axial méxima equivalente para R=0.1, omax
eq; Y Vida a fatiga obtenida, N:. La tensién maxima
equivalente representa los valores de tensién maxima que
con R=0.1 producen la misma vida que la tension
aplicada con R= -1, estos valores son obtenidos mediante
el diagrama de Goodman. Se realizaron un total de 19
ensayos en dos tandas diferentes, la primera corresponde
con los ensayos realizados con R= -1, mientras que la
segunda corresponde con los ensayos realizados a R=0.1.
Para la primera tanda se llevaron a cabo 6 niveles de
carga axial diferentes, que corresponden con los valores
de omax iguales a 1000, 850, 700, 600, 550 y 500 MPa,
con un total de 16 ensayos.

Para la segunda tanda se realizaron 3 ensayos a diferentes
niveles de carga axial 1094, 974 y 831 MPa. Estos
ensayos se realizaron con los objetivos de verificar la
equivalencia de tension obtenida mediante el diagrama
de Goodman para convertir los valores de tension de R=
-1 a R=0.1, y de poder comparar los resultados de fatiga
simple con los de fatiga por fretting ensayados a R=0.1.

La Tabla 4 muestra los resultados obtenidos de los
ensayos realizados a fatiga por fretting a RT, con R=0.1
y una carga normal, N, igual a 10 kN, que lleva a una
carga normal por unidad de longitud igual a 1000 N/mm
por cada pad de contacto. Se llevaron a cabo 10 ensayos
de este tipo a 8 niveles de carga, correspondientes con
omax igual a 900, 650, 575, 450, 400, 350, 320 y 275
MPa.
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(b)

Tabla 3: Resultados de ensayos a fatiga simple a RT

N° R f Omax Gmax eq Nt

ensayo (Hz) (MPa) (MPa) (Ciclos)
(R=0.1)

1 -1 10 1000 1200 7001
2 -1 10 1000 1200 5815
3 -1 10 850 1096 42720
4 -1 10 850 1096 40663
5 -1 10 700 975 128562
6 -1 10 700 975 110410
7 -1 10 600 882 322755
8 -1 10 600 882 142585
9 -1 10 600 882 156340
10 -1 10 550 832 370509
11 -1 10 550 832 418916
12 -1 10 550 832 278023
13 -1 10 500 779 5.00E6
14 -1 10 500 779 228945
15 -1 10 500 779 275483
16 -1 10 500 779 275460
17 0.1 10 1094 - 44213
18 0.1 10 974 - 54616
19 0.1 10 831 - 184767

Tabla 4: Resultados de fatiga por fretting a RT

N° R f N Omax Nf
Test (Hz) (kN) (MPa) (Ciclos)
1 0.1 8 10 900 33225
2 0.1 8 10 650 117619
3 0.1 8 10 650 108770
4 0.1 8 10 575 196902
5 0.1 8 10 450 431624
6 0.1 8 10 400 648348
7 0.1 8 10 350 900000
8 0.1 8 10 320 1.05E+06
9 0.1 8 10 320 1.21E+06
10 0.1 8 10 275 2.83E+06
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Figura 5. Ensayos experimentales a alta temperatura, a) fatiga simple y b) fatiga por fretting.

Las Tablas 3 y 4 pueden verse graficamente en la Figura
6 mediante una curva S-N. En esta figura todos los
valores representados se encuentran con R=0.1, para
ello, los ensayos de fatiga simple realizados con R=-1 se
han representado con la tension maxima equivalente
obtenida mediante el diagrama de Goodman, comentado
anteriormente en esta misma seccién. En color negro
podemos ver los resultados obtenidos a fatiga simple a
RT vy, en color azul, los resultados a fatiga por fretting a
RT. En el caso de fatiga simple, puede verse dos
simbologias diferentes, el cuadrado negro representa
aquellos que fueron realizados con R=-1 y cuya tension
méaxima mostrada es la equivalente para R=0.1, y el
circulo representa los ensayos realizados directamente
con R=0.1. En esta figura es apreciable como la vida a
fatiga simple es similar a la vida fatiga por fretting
cuando las tensiones son mayores que 1150 MPa. Esto
indica que, para vidas cortas, la iniciacion de grietas es
tan rdpida que la concentracion de tensiones debida al
contacto entre las piezas ya no influye en la fatiga.

Todos los ensayos a HT, tanto los de fatiga simple como
los de fatiga por fretting, se realizaron con R=0.1, debido
al tipo de montaje en estos ensayos. El nimero de
ensayos realizados a 650°C es menor que a temperatura
ambiente, debido a la complejidad de este tipo de
ensayos, aun asi, es suficiente para hacerse una idea de
la influencia de la temperatura en el comportamiento a
fatiga del material. Para fatiga simple a HT se realizaron
7 ensayos a 5 niveles de carga y repitiendo solo 1 de
ellos, como se puede apreciar en la Tabla 5. Para fatiga
por fretting en HT se realizaron solo 4 ensayos a
diferentes niveles de carga, como se puede apreciar en
Tabla 6.

La Figura 7, de igual forma que la figura anterior,
muestra todos los resultados de fatiga a HT. A partir de
esta figura, es importante sefialar que la tensién méaxima
a la que se cruzan las curvas S-N de fatiga simple y por
fretting es casi la misma: 1100 MPa.
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Figura 6. Vidas a fatiga simple y fatiga por fretting a
temperatura ambiente.

Tabla 5: Resultados de fatiga simple a HT.

N° Test R f (Hz) Omax Nf
(MPa)  (Ciclos)

1 0.1 10 1094 6800

2 0.1 10 1050 6242

3 0.1 10 1000 54469

4 0.1 10 1000 11278

5 0.1 10 1000 9857

6 0.1 10 900 155763

7 0.1 10 831 271480
Tabla 6: Resultados de fatiga por fretting a HT

Ne° R f(Hz) N Omax Nf

Test (KN) (MPa)  (Ciclos)

1 0.1 8 10 900 8502

2 0.1 8 10 650 26173

3 0.1 8 10 500 53556

4 0.1 8 10 400 166148

Ademas, y para poder comparar facilmente el efecto que
produce la temperatura en cada tipo de ensayo, en la
Figura 8 se muestran todos los resultados de fatiga
simple, tanto a RT como a HT. Dentro de los resultados
obtenidos para los ensayos de fatiga simple, se puede
observar que el efecto producido por la temperatura sélo
es significativo en el régimen de ciclos bajos, en
concreto para vidas a fatiga inferiores a unos 10° ciclos.
Finalmente, vale la pena sefialar que una tendencia
similar a la que se observa en Kawagoishi et al. [9].

De manera similar a los ensayos de fatiga simple, la
Figura 9 muestra los ensayos de fatiga por fretting a RT
y HT. En este gréafico puede observarse como la vida de
fatiga por fretting a alta temperatura es menor que a
temperatura ambiente independientemente del régimen
de fatiga, y reduciendo casi 4 veces la vida en todos los
casos. Finalmente, es muy importante sefialar que, en los
ensayos de fatiga por fretting, ambas curvas tienen
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aproximadamente la misma pendiente, pero con
diferentes desplazamientos.
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Figura 9. Vida a fatiga por fretting a RT y HT.

4. VELOCIDAD DE CRECIMIENTO DE GRIETA

Las estrias de la superficie de fractura fueron analizadas
con el objetivo de obtener la velocidad de crecimiento
de grieta. Para este propdsito, se analizaron 4 probetas
ensayadas a fatiga por fretting mediante un microscopio
electronico de barrido (SEM), 3 de estas probetas se
ensayaron a RT a 3 niveles de carga 650, 400 y 320 MPa,
mientras que la cuarta probeta fue ensayada a HT a 650
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MPa. La metodologia usada para determinar la
velocidad de crecimiento de grieta fue la siguiente: 1° Se
tomaron diferentes fotografias a lo largo de la superficie
de fractura, comenzado a unos 0.5 — 1.00 mm desde la
superficie de contacto y finalizando en la zona de
crecimiento inestable. Para cada longitud de grieta se
toman 3 imagenes SEM en diferentes puntos del ancho
de la probeta.

2° Por cada imagen SEM, se cuenta un ndmero de
estrias. Sabiendo que cada estria corresponde a un ciclo
de fatiga y pudiendo conocer la longitud de esta cantidad
de estrias, obtenemos una relacion entre distancia y
ndamero de ciclos lo que nos ofrece la velocidad de
crecimiento de grieta.

En la Figura 10 puede verse la velocidad de crecimiento
de grieta (da/dN) en m/ciclos frente a la longitud de la
grieta en m. Esta figura refleja como la velocidad
aumenta cuando la distancia desde la superficie
aumenta. Ademas, podemos observar cdmo para los
valores de temperatura ambiente, para un mismo valor
de longitud de grieta la velocidad disminuye conforme
la carga axial disminuye. Ademd&s, en esta figura
podemos ver una comparacion entre RT y HT para una
misma carga axial de 650 MPa, donde la velocidad es
superior a HT.
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Figura 10 . Velocidad de crecimiento de grieta para de
probetas ensaydas a 650, 400y 320 MPa a RTy 650 MPa
a HT.

5. CONCLUSIONES

En el presente trabajo se han analizado los efectos de la
fatiga simple y la fatiga por fretting, a temperatura
ambiente y a 650°C, en el material Inconel 718 con un
tratamiento térmico convencional. Estos ensayos fueron
llevados a cabo bajo diferentes procedimientos
validados en el laboratorio.

Al comparar fatiga simple y fatiga por fretting, tanto a
RT como HT, puede verse como la vida a fatiga por
fretting es menor que la vida a fatiga simple para
tensiones inferiores a 1100 MPa o vidas superiores a 10*
ciclos. La fatiga simple a alta temperatura sélo es
inferior al caso de baja temperatura para vidas inferiores

a10°ciclos. En el caso de la fatiga por fretting las curvas
de RT y HT son préacticamente paralelas, cosa que no
ocurre en la fatiga simple, siendo siempre menor la vida
obtenida a alta  temperatura, reduciendo
aproximadamente 4 veces la vida en todos los casos.
Por otro lado, analizando la superficie de fractura, se ha
podido observar que cuando aumenta la distancia a la
superficie, la velocidad de crecimiento de la grieta
aumenta independientemente de la tensién y la
temperatura del ensayo. En RT, la velocidad de
crecimiento de la grieta disminuye a medida que
disminuye la carga axial y es apreciable como la
velocidad de crecimiento de la grieta varia no sélo en
funcion de la carga axial aplicada, sino también de la
temperatura de trabajo, ya que, para una misma carga
axial, la velocidad de crecimiento de la grieta a alta
temperatura es considerablemente mayor que a baja
temperatura.
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RESUMEN

La aptitud para el servicio de los aceros empleados en la red de gasoductos, bajo la accion fragilizadora del hidrégeno,
supone la determinacion del incremento de velocidad de crecimiento de grietas por fatiga. Las condiciones de servicio se
agravan en las soldaduras de construccion (girth welds), donde existen tensiones elevadas y microestructuras metaldrgicas
sensibles. Grietas de tamafio subcritico, tolerables durante la entrada en servicio, pueden crecer en presencia de hidrégeno,
en intervalos de servicio mas cortos que los considerados actualmente.
Se ha desarrollado un equipamiento e infraestructura especificos para poder realizar ensayos de mecanica de fractura en
condiciones representativas, con concentraciones de hidrégeno de hasta el 100% y presiones de trabajo de hasta 100 barg,
pudiéndose ensayar simultaneamente 5 probetas compactas. Entre los resultados de estos estudios destacan los siguientes:
- Influencia de la presién parcial de hidrogeno sobre la velocidad de crecimiento de grietas por fatiga.
- Limites de concentracién de hidrégeno admisibles.
- Limitacion de la presion de operacion en gasoductos existentes, que transporten mezclas GN-Ha, o incluso H; puro.
- Para nuevos gasoductos, caracteristicas mecénicas a exigir a las tuberias, atendiendo al grado de acero y al
procedimiento de soldadura empleado.

PALABRAS CLAVE: Gasoducto, Fatiga, Hidrégeno, Ensayos, Soldaduras

ABSTRACT

The serviceability of steels used in the gas pipeline network, under the embrittlement action of hydrogen, involves
determining the increased rate of fatigue crack growth. Service conditions are aggravated in girth welds, where there are
high stresses and sensitive metallurgical microstructures. Cracks of subcritical size, tolerable during commissioning tests,
can grow in the presence of hydrogen, at shorter service intervals than currently considered.
Specific equipment and infrastructure have been developed to perform fracture mechanics tests under representative
conditions, with hydrogen concentrations up to 100% and working pressures up to 100 barg, being able to simultaneously
test 5 compact specimens. The results of these studies include the following:

- Influence of hydrogen partial pressure on fatigue crack growth rate.

- Permissible hydrogen concentration limits.

- Limitation of operating pressure in existing pipelines carrying NG-H, mixtures, or even pure H,.

- For new pipelines, mechanical characteristics to be required of the pipelines, taking into account the steel grade and

the welding procedure used.

KEYWORDS: Gas pipeline, Fatigue, Hydrogen, Testing, Welding

1. INTRODUCCION pasa, entre otros, por aprovechar las infraestructuras
existentes y, cuando sea preciso, crear nuevas con

El hidrogeno se esta posicionando con un vector dedicacion exclusiva al hidrégeno.

energético global y por ello, en Espafia, Enagés esta

impulsando de forma muy activa multiples iniciativas La interacciéon de los atomos de hidrégeno y el acero

para su uso y aplicacion, con vistas a transformar sus tiene un efecto negativo en el comportamiento de éste,

activos lo antes posible y con garantias de éxito. Ello fenomeno conocido como “fragilizacion por hidrogeno”,
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y ello puede impactar de forma negativa en la integridad
del gasoducto e infraestructura asociada.

Los codigos y estandares actuales mas destacados,
ASME B31.12 [1] y EN 1594 [2], asi como guias de
reconocido prestigio como EIGA IGC Doc. 121/14 [3]
requieren y/o recomiendan llevar a cabo estudios que
demuestren un apto comportamiento mecénico de los
materiales en una red de transporte de gas en atmosfera
de hidrégeno (Hz) y mezclas de hidrégeno y gas natural
(H2-GN), asi como las pruebas de estanqueidad en
valvulas.

Con independencia de la informacion general disponible
en bibliografia, es necesario estudiar el comportamiento
de los materiales empleados en la Red Bésica de Gas,
potencialmente reconvertible a transporte de Hidrégeno.
En su practica totalidad dicha Red es propiedad de
Enagés, acreditado como TSO (Transmission System
Operator).

De esa Red el elemento mayoritario es la tuberia,
fabricada en acero al carbono, y por ello se precisa
evaluar su comportamiento en presencia de hidrégeno,
tanto en el propio material base, como especialmente en
las soldaduras de construccion (la union entre tubos), que
por ser zonas de concentracion de tensiones son los
puntos mas criticos donde se puede producir el fenémeno
conocido de la “fragilizacién por hidrogeno”, y mas ain
si se producen variaciones de presién, siendo necesario
evaluar su comportamiento a fatiga.

Para estos estudios se ha desarrollado un programa de
I+D donde colaboran la Universidad Politécnica de
Madrid (Centro de Investigacién en Materiales
Estructurales, CIME) y Enagaés.

2. INFLUENCIA DEL HIDROGENO

La presencia de hidrdgeno en los aceros puede provenir
de la inclusidn de hidrégeno durante la fabricacion del
acero y/o la soldadura, como resultado de fenémenos de
corrosion (particularmente en presencia de H,S) v,
fundamentalmente en el caso del Transporte, por la
disociacion del hidrégeno molecular (Hz) en atémico
(H*) en la superficie del acero de acuerdo con la ley de
Sievert [4], mediante la combinacién de adsorcién,
absorcion y difusion en la red cristalina del acero
siguiendo la ley de Fick [5]. Los dos primeros casos se
han abordado mediante mejoras en el control del proceso
(soldadura con bajo contenido en hidrégeno o
tratamientos térmicos) y mediante el empleo de aceros
con microestructura adecuada.

El mecanismo exacto de la fragilizacion por hidrogeno
(Hydrogen Embritlement, HE) en los aceros es ain objeto
de discusién. No obstante, es conocida su dependencia de
la concentracion y la presién de hidrogeno. Existe
ademas la conviccién de que el factor controlante es la

presién parcial (realmente es la fugacidad, solo que a
presiones inferiores a 150 barg la variacion con respecto
a la presion parcial es inferior al 10% [6]).

La fragilizacion produce un efecto de reduccion de la
energia de cohesion en el extremo de un defecto
preexistente [7], teniendo mayor importancia si cabe en
puntos de concentracidn de tensiones.

La fragilizacion por hidrégeno influye en las propiedades
de los aceros, destacando las siguientes:

- Aumento de la velocidad de propagacion de grietas
por fatiga (Fatigue Crack Growth Rate, FCGR) en la
fase 11 de acuerdo a la Ley de Paris [8].

- Disminucion de la tenacidad a la fractura, esto es, la
capacidad de un material para oponerse a la
propagacién de una rotura, sea ductil o frégil.

- Disminucion de la ductilidad (Figura 1).

- Adicionalmente influye en otras propiedades, si bien
con menor relevancia, como es el caso de la
resistencia mecanica (limite elastico, carga de rotura;
Figura 2).
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Si bien es limitada la informacion disponible sobre el
efecto del HE en los aceros, mas lo es aln en el caso de
soldaduras y zonas afectadas térmicamente (Heat
Affected Zone, HAZ).

Comparativamente con el gas natural, en presencia de
hidrogeno, grietas preexistentes de tamafio subcritico que
en su momento no fueron detectadas por su tamafio,
superando la prueba hidrostatica correspondiente,
pueden propagar con una velocidad varios 6rdenes de
magnitud mayor que en aire o gas natural, incluso a bajas
presiones (inferiores a 2 barg) [9] y bajas frecuencias de
fatiga (entre 0,1y 1 Hz).

Dado que la nueva Red de Transporte de hidrégeno en la
Peninsula, reflejada en la Figura 3, ird entrando en
servicio paulatinamente, incluso probablemente no
quedando mallada y con flujo unidireccional, las
oscilaciones de presidn serdn mayores comparativamente
con el gas natural, habida cuenta que las fuentes
renovables de  produccion, edlica 'y solar
fundamentalmente, son discontinuas.

No siempre sera viable establecer un almacén o pulmon
(linepack) de gas para atender a una demanda continua,
por lo que la oscilacidn en ciclos de presion y frecuencia
deberd tenerse en cuenta de cara a la evaluacion de la
integridad de la infraestructura susceptible de
reconversion, en particular por el efecto de la fatiga y el
consecuente incremento de FCGR.
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Figura 3. H2Med. Infraestructuras de transporte de H.
Fuente: MITECO.

3. MATERIALES OBJETO DE ESTUDIO

Los materiales habitualmente empleados en la
construccion de gasoductos se han especificado vy
fabricado de acuerdo a normativa internacional de
reconocido prestigio como es 1ISO 3183/API 5L [10,11].
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Los aceros empleados en las primeras construcciones
eran carbono-manganeso, coincidentes con grados de
material hasta L415/X60, nivel de especificacién de
producto PSL 2 y condicion de suministro “normalizado”
en muchos de los casos.

Lo gasoductos construidos mas recientemente emplean
aceros al carbono microaleados, de mayor limite elastico
(hasta L485/X70 o L555/X80), pero en condicion de
suministro preferentemente con “tratamiento
termomecénico”.

Si bien los aceros modernos y de mayor limite elastico
presentan mejores propiedades mecanicas, pueden ser
mas susceptibles al HE que los aceros de menor grado y
particularmente verse mas afectados en lo que es su
comportamiento a fatiga, como se muestra en la Figura
4.

X52AL Air
+ X52AL 5000psi 1Hz

1.E-02

* X52AL 5000psi 0.1Hz
* X52AL 800psi 1Hz
1.£-03 = X52AL 800psi 0.1Hz
* X52P Air

+ X52P 5000psi 1Hz
* X52P 5000psi 0.1Hz
+X52P 800psi 1H:
e * X52P 800psi 0.1Hz
x X70EP Air

+ XT0EP 5000psi 1Hz

da/dN (mm/cycle)

+ X70€P 800psi 1z

1.E-05 = X70EP 800psi 0.1Hz
X70C Air

+ X70C 5000psi 1Kz
X70C 5000psi 0.1Hz
X70C 5000psi 001Hz
X70C 800psi 1Hz

1.£-06
5 50
AK (MPa-m5)

Figura 4. FCGR para aceros X52 y X70 en aire a
diferentes presiones de H,. Fuente: Chen et al. [12]

Por todo ello, Enagas ha establecido 10 tipologias de
materiales para tuberias como representativas de sus
infraestructuras de transporte de gas natural,
considerando en su seleccién la combinacion de
diferentes factores, entre los que se incluye el proceso de
fabricacion de la tuberia (SMLS, HFI, SAW), el grado de
acero API 5L utilizado (grado B, X42, X60, X70), el
didmetro y espesor de tuberia y el material de aporte
empleado para la soldadura de construccién (girth
welds), seguin se muestra en la Tabla 1.

De cada una de estas 10 tipologias se han extraido
probetas de la soldadura, de la zona afectada
térmicamente y del metal base, las cuales deben
ensayarse a fatiga, en cada uno de los casos, para
concentraciones del 10%, 20% y 100% de hidrogeno,
ademas de en aire a presion atmosférica para
comparacion de resultados. En total se han preparado 600
probetas.
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Tabla 1. Tipologias de tuberias seleccionadas para la
realizacién de los ensayos.

Proceso | Acero | NPS | Espesor | Material aporte
fabricacion| API5L | (in.) | (mm) soldadura

SMLS B 6 7,11 6010

HFI X42 8 8,18 6010 + 7018

HFI X60 | 20 8,74 6010 + 7010
L-SAW | X60 | 20 9,53 6010 + 8010
H-SAW | X60 | 26 7,92 |Wire (ER70S-6)
L-SAW | X70 | 20 | 22,23 |Wire (ER70S-6)
H-SAW | X70 | 30 14,27 |Wire (ER70S-6)
H-SAW | X70 | 30 14,27 6010 + 9010
H-SAW | X70 | 30 14,27 6010 + 8010
H-SAW | X70 | 30 14,27 6010 + 8018

4. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL

La realizacion de ensayos de fatiga, en presencia de
hidrégeno y con altas presiones, presenta una elevada
complejidad. Actualmente solo un reducido nimero de
laboratorios dispone de esta capacidad, lo cual limita el
namero de ensayos que pueden realizarse en un horizonte
temporal acotado.

Motivado por ello, el citado programa de i+D
desarrollado conjuntamente entre el CIME y Enagés ha
implicado el disefio y fabricacion de un equipamiento
adecuado para la realizacién de ensayos a fatiga en
condiciones representativas de la operacion real de estas
infraestructuras, siguiendo la metodologia y desarrollo
llevado a cabo por el National Institute of Standards and
Technology (NIST).

Por un lado, se ha disefiado y construido un equipo a
presion en acero inoxidable AISI 316, mostrado en la
Figura 5, apto para trabajar con hidrégeno 100% hasta
100 barg de presion. Las dimensiones del mismo
permiten albergar hasta 5 probetas no aplanadas de
dimensiones normalizadas segin ASTM E647 [13],
ademas de una célula de carga interior, con objeto de
evitar el efecto del rozamiento en la medicion, y los
extensémetros situados en la boca de la entalla de cada
probeta para medir el CMOD (crack mouth opening
displacement).

Si bien la normativa de referencia contempla la
realizacibn de 3 ensayos, con el equipamiento
desarrollado se tiene la posibilidad de ensayar 5 probetas
simultdneamente, en las mismas condiciones (tension,
presion y porcentaje de hidrégeno), de forma que se
obtienen resultados estadisticos mas fiables vy
representativos, y en un menor periodo de tiempo.

A diferencia de lo indicado en la normativa ASME
BPVC Sec. VIII Div. 3[14], ASTM E1681 [15] y ASTM
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E647, las probetas de ensayo tipo CCT no son planas,
siendo extraidas de tuberias para mayor reproducibilidad
de las condiciones reales de servicio, al no inducir en
ellas deformaciones ni alterar sus propiedades
mecanicas. Esta tipologia de probeta permite considerar
el efecto de la curvatura en la medida de la tenacidad a la
fractura, efecto que ha sido ya objeto de diversos estudios
[16,17], evidenciando la problematica de emplear
probetas aplanadas. Ello se ha tenido en cuenta para el
disefio del utillaje interior, como se muestra en la Figura
6, donde se observa la descomposicion de fuerzas y
momentos aplicados sobre la probeta de ensayo.

Figura 5. Cdmara para ensayos de fatiga en hidrégeno
a presion.

Figura 6. Cargas aplicadas sobre la probeta curva.

Asimismo, para el disefio del utillaje interior se ha
considerado que debe permitir someter a las probetas a
tensiones equivalentes a la presién de servicio del
gasoducto (la Red actual se disefié para una MAOP de,
en unos casos 72 barg y, en los mas recientes, 80 barg).
Este disefio garantiza que, en el caso de rotura de alguna
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de las probetas durante el ensayo, la carga se puentea, sin
afectar al resto de las probetas, pudiendo continuar con el
ensayo de fatiga. La Figura 7 corresponde a una imagen
del montaje del utillaje interior con las probetas y sus
extensémetros.

Y

Figura 7. Utillaje interior.

El conjunto del sistema se integra en una maquina de
ensayos mecanicos que permite la realizacion de los
ensayos de fatiga a bajas frecuencias en atmdsfera de
hidrégeno a presion, asi como en aire y a presion
atmosférica. La Figura 8 muestra un ejemplo de probeta
pre-agrietada y posteriormente ensayada a fatiga.

Figura 8. a) Probeta pre-agrietada para ensayo de
fatiga. b) Propagacion de grieta por fatiga en aire a
presion atmosférica.

El equipo experimental se complementa con otros
elementos de control y operacion (panel de reguladores,
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valvulas de alivio de sobrepresidn, instrumentacion, etc.)
y de seguridad (detectores de gas, campana de
extraccion), para garantizar que la realizacion de los
ensayos es precisa y segura.

Los datos experimentales obtenidos a partir de los
ensayos (fuerzas, desplazamientos y CMOD para cada
una de las probetas) son tratados mediante un software
especifico desarrollado expresamente para el proyecto de
investigacion por el CIME, como se observa en la Figura
9. El tratamiento de dichos resultados permite determinar
la velocidad de propagacion de grieta (da/dN) en funcién
de la variacion del factor de intensidad de tensiones
(AK).

Figura 9. Software propietario para tratamiento de
datos desarrollado por el CIME.

5. APLICABILIDAD DEL ESTUDIO

El objetivo altimo de los estudios que se estan llevando a
cabo es poder determinar la aptitud de la Red de
Transporte existente para su reconversion a transporte de
hidrdgeno en condiciones seguras.

Asimismo, dicho estudio permitiré establecer criterios de
evaluacion de la integridad especificos para estas
infraestructuras, evolucionando respecto de los
tradicionalmente aplicados para transporte de gas natural.

Méas aln, se pretende evidenciar el excesivo
conservadurismo en determinados requerimientos que
establecen los codigos y estdndares actualmente
aplicables, ASME B31.12 principalmente.

Igualmente, se podran establecer limitaciones vy
recomendaciones para la operacion de estas
infraestructuras (amplitud y frecuencia de los ciclos de
presion).

Paralelamente, se busca tener una mejor comprensién del
mecanismo de dafio en los aceros por la presencia del
hidrégeno, y como afecta en ese mecanismo la actuacion
de diversos factores, tanto de forma individual como
combinada.
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RESUMEN

El Small Punch Test (SPT) es un ensayo que permite caracterizar el comportamiento mecanico de materiales, sometidos
a solicitaciones cuasi-estaticas a partir de muestras muy pequefias (10x10x0.50mm). En estas condiciones, el SPT ha
demostrado una gran aplicabilidad, en la determinacion de pardametros de traccion, como el limite elastico (oys) 0 la
resistencia mecanica (o) de aceros, contando ya con una norma Europea que lo respalda. En este trabajo se desarrolla y
propone una metodologia que permita la aplicacién de este ensayo en condiciones de carga ciclica, buscando la
determinacion del limite de fatiga de un acero estructural S355. Para ello, se han realizado ensayos de fatiga, fijando la
carga maxima en un cierto porcentaje de la carga Py que habitualmente se utiliza en la determinacién del limite elastico
del material (oys = a1 -Py/t?) y utilizando una relacion de cargas R = 0.1. En estos ensayos se constatd que el dafio se inicia
en la zona central de la cara de la probeta sometida a traccidn, formandose varias grietas, que posteriormente crecian
radialmente, hasta detenerse a una cierta distancia del empotramiento, sin que en ninguna ocasién se produjese una rotura
catastréfica. Sobre esta base, se define el fallo a fatiga SPT (curva Ser) en el momento en el que se inicia el dafio, momento
que se detecta a partir de medidas de flexibilidad. La curva Spr-N asi obtenida se ha comparado con la proveniente de
ensayos de fatiga rotativa (R = -1), justificando las diferencias entre ambas curvas en base a todas aquellas variables que
afectan al comportamiento a fatiga como la relacion de cargas (R), distribucion de tensiones o el tamafio de las probetas.
En base a todo ello, se propone una correlacion entre ambos ensayos.

PALABRAS CLAVE: fatiga, curvas S-N, SPT, Acero S355.

ABSTRACT

The Small Punch Test (SPT) is a test that allows characterizing the mechanical behaviour of materials subjected to quasi-
static stresses from very small samples (10x10x0.50mm). Under these conditions, the SPT has demonstrated a great
applicability in the determination of tensile parameters, such as the yield strength ( oys) or the tensile strength (oy) of steels,
having already a European standard that supports it. This work develops and proposes a methodology that allows the
application of this test under cyclic loading conditions, seeking the determination of the fatigue limit of a structural steel
S355. For this purpose, fatigue tests have been carried out, setting the maximum load at a certain percentage of the Py
load that is usually used in the determination of t material yield stress (oys = aa-Py/t?) and using a load ratio R = 0.1. In
these tests it was found that damage starts in the central zone of the face of the specimen subjected to tension, forming
several cracks, which subsequently grow radially, until they stopped at a certain distance from the embedment, without
on any occasion producing a catastrophic rupture. On this basis, the SPT fatigue failure (Ser-N curve) is defined at the
moment of damage initiation, which is detected from flexibility measurements. The Spr-N curve thus obtained has been
compared with the one coming from rotatory fatigue tests (R = -1), justifying the differences between both curves based
on all those variables that affect fatigue behaviour, such as load ratio (R), stress distribution or specimen size. On this
basis, a correlation between both tests is proposed.

KEYWORDS: fatigue, S-N curves, SPT, S355 steel.

1. INTRODUCCION lo ideal seria la utilizacién de otro tipo de ensayo, que
necesitase probetas de geometria mucho mas reducida,

El andlisis del comportamiento a fatiga de un .
P g como el ensayo miniatura de punzonado o Small Punch

determinado elemento mecénico es imprescindible para

asegurar su integridad estructural cuando se encuentre Test (SPT).

sometido a cargas variables. Para ello se cuenta con El SPT es un ensayo que permite caracterizar el
procedimientos de ensayo perfectamente definidos, comportamiento mecéanico de aceros sometidos a
basados en normas muy conocidas e implantadas [1]. En solicitaciones cuasi-estaticas a partir de muestras muy
dichas normas se especifica la geometria y tamafio de las pequefias (10x10x0.50mm), contando ya con una
probetas de ensayo, cuyo volumen suele ser considerable, normativa europea que lo respalda [3]. En este trabajo se
de modo que no pueden ser aplicadas en aquellos casos evalla la posibilidad de extender el uso del SPT a la
en los que la cantidad de material disponible no es caracterizacion a fatiga de aceros estructurales,
suficiente o el elemento del que se deben extraer las desarrollando una metodologia que permita la aplicacién
probetas debe mantenerse en servicio [2]. En estos casos, de este ensayo en condiciones de carga ciclica.
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Una vez desarrollada y aplicada la metodologia de
ensayo de fatiga-SPT, los resultados obtenidos, que
denominaremos curvas Spr-N, deben compararse con los
procedentes de la utilizacion de ensayos de fatiga
convencionales, como el de flexion rotativa. De este
modo, se podra proponer la posible correlacién entre los
limites de fatiga correspondientes a ambos tipos de
ensayo mediante el uso de expresiones similares a la (1),
en los que ambos limites de fatiga se relacionan a través
de coeficientes que tienen en cuenta el efecto de distintas
variables en la respuesta a fatiga del material [4].

Sf_SPT = kakbkckdkekf ' Sf (1)
donde, Sy, y St ser, SON, respectivamente, los limites de
fatiga a flexion rotativa y bajo ensayo SPT, y
ka, kp, ke, kq, ke y kg los coeficientes de correlacion que
tienen en cuenta factores tales como el acabado
superficial de la probeta (ka), el tamafio de la misma (kp),
el tipo de ensayo (k¢), la temperatura (kg), la
incertidumbre (ke) o la presencia de concentradores de
tensiones (ki). Obviamente, también se deberia tener en
cuenta el efecto de la tension media y la posible presencia
de tensiones residuales en las probetas.

2. MATERIALES Y METODOS
2.1. Material utilizado: propiedades estéticas

El material utilizado ha sido un acero estructural S355 de
especial interés por su gran aplicacion en el sector e6lico
off-shore. La composicion quimica de este acero en %
peso es la siguiente: 0.13C, 0.8Mn, 0.26Si, 1.58Cr,
0.27Cu, 0.25Ni, 0.05Mo. En la Figura 1 se puede
observar su tipica microestructura ferrito-perlitica.

Figura 1. Microestructura del acero S355

Las propiedades mecanicas a traccion de este acero
fueron obtenidas tanto a través de ensayos de traccion
normalizados [5] como mediante la utilizaciéon del
ensayo SPT. Para el ensayo SPT se utilizaron probetas de
dimensiones normalizadas (10x10x0.5mm) vy el
dispositivo adecuado para su ensayo, que consta de un
punzon de cabeza semiesférica de 2.5 mm de didmetro y
de una matriz inferior con un orificio de 4 mm de
didmetro y contorno biselado [3]. El desplazamiento del
punzén se midi6 con un extensometro tipo COD
colocado entre la parte fija y la parte mévil como se
esquematiza en la Figura 2.

Los valores del limite elastico, oy, resistencia a la
traccion, oy, y alargamiento, A, obtenidos con los dos
tipos de ensayo se recogen en la Tabla 1. Para la
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obtencidn de los pardmetros de traccidn a través del SPT
se utilizaron las correlaciones propuestas en [6] y el valor
de Py se obtuvo utilizando el método t/10 (donde t es el
espesor inicial de la probeta). El valor medio obtenido
para Py/t?, de gran importancia en los posteriores ensayos
de fatiga-SPT, fue de 1044 MPa.

Load from
testing machine

—

i [
‘ —
\Sample COD type

displacement register

Figura 2. Esquema del dispositivo SPT
Tabla 1. Propiedades de traccion del acero S355 [7]

Ensayo oys (MPa)  ou (MPa) A (%)
Traccion 386 472 32
SPT 3619 445 + 10 21+1

2.2. Ensayos de fatiga por flexién rotativa

Los ensayos de fatiga por flexion rotativa se llevaron a
cabo sobre probetas cuya geometria sigue las
recomendaciones de la norma ISO 1143 [8], pero de
dimensiones més reducidas de lo habitual, como la que
se muestra en la Figura 3, con un didmetro de la zona
calibrada de 4 + 0.02 mm. Una vez mecanizadas, las
probetas fueron sometidas a un proceso de desbaste y
pulido que garantiz6 una rugosidad superficial, Ra,
inferior a 0.2 um.

- »

. Corte A-A

5% 48

Figura 3. Geometria de las probetas de fatiga rotativa

Los ensayos se llevaron a cabo a temperatura ambiente
utilizando una madaquina “Microtest EFFR4P-1007,
especialmente disefiada para el ensayo de probetas de
reducidas dimensiones. Las probetas fueron ensayadas
aplicando valores de tension alterna, S, siempre
inferiores al limite elastico del acero. Finalmente, las
superficies de fractura de todas las probetas fueron
evaluadas utilizando un microscopio electronico de
barrido MEB JEOL - JSM5600.

2.3 Ensayo de fatiga-SPT

Las probetas utilizadas en estos ensayos eran de
geometria estandar (10x10x0.5mm) pero sus superficies
fueron preparadas para cumplir con los requisitos de
rugosidad maxima exigidos por las normas de fatiga (Ra
< 0.2 um) y asi tener una medida similar a los ensayos de
flexion rotativa.
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Para los ensayos se utiliz6 el mismo dispositivo que en el
SPT estatico pero acoplado a una maquina dindmica
“Bionix Servohydraulic Test System” equipada con una
célula de carga de 15 kN. Los ensayos fueron realizados
a temperatura ambiente utilizando una frecuencia
comprendida entre 5y 10 Hz y una relacion de cargas R
=0.1.

Cada probeta se ensayd aplicando una carga maxima
igual a un porcentaje del valor de la carga Py, obtenido
del ensayo estatico, asegurando asi no sobrepasar la carga
correspondiente al limite elastico del material. Como se
aprecia en la Tabla 2, se parti6 de un valor de carga igual
al 80% de Py/t? y, a la vez que se recogia la variacion de
la flexibilidad (como la relacion entre el desplazamiento
del punzén y la carga aplicada) durante el ensayo, se fijé
como criterio de finalizacion del mismo, bien que el
desplazamiento alcanzase un cierto valor (inicialmente
0.5 mm) o que se superasen los 5 millones de ciclos. Una
vez concluido el ensayo, se analizaba si la probeta
mostraba algln indicio de dafio y, en caso positivo, la
siguiente probeta era sometida a un menor nivel de carga,
hasta encontrar un valor que no produjo ningun dafio en
la probeta. Llegado este punto, se volvia a incrementar la
carga ligeramente hasta que de nuevo se encontraba dafio
en la probeta, y a partir de ahi se afinaba la busqueda del
limite de fatiga, bajando la carga en escalones mas
pequefios hasta encontrar, de nuevo, una carga que no
produjese dafio. Este ultimo valor es el que se toma como
limite de fatiga del material bajo carga de fatiga-SPT.

Tabla 2. Valores de carga, numero de ciclos y
constatacion de dafio en los ensayos de fatiga-SPT

% Prmax Smax Nciclos ~
ID Py/t? [N] [MPa] parada Dafo
1 80 187 289 108 Si
2 80 182 289 75435 Si
3 70 158 253 66957 Si
4 70 156 253 35000 Si
5 60 130 217 40000 Si
6 60 135 217 1250000 Si
7 37 80 134 5.108 No
8 50 108 181 1572724 Si
9 45 100 163 5.108 No
10 50 112 181 5.108 Si
11 47 104 170 5.108 No
12 48.5 105 175 912310 Si
13 100 221 361 281290 Si
14 120 253 433 120694 Si
15 150 332 542 7900 Si
16 100 253 361 34463 Si
17 100 227 361 46482 Si

Ademaés de los valores de carga, en la Tabla 2 también se
recoge el valor de tension méaxima, Sma, calculada
utilizando la expresién (2) [7], el nimero de ciclos al que
se detuvieron los ensayos, Nciclos parada, Y Si Se 0bservo
dafio por fatiga en la superficie de la muestra sometida a
traccion. Sefalar, que las Gltimas probetas ensayadas (13
a 17 en la Tabla 2) fueron sometidas a valores de carga
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superiores a Py con objeto de analizar su comportamiento
a esos niveles de carga.

O]

donde Pmax €s la carga maxima aplicada y t el espesor de
la probeta. Una vez finalizados los ensayos, todas las
probetas fueron sometidas a un examen fractografico
mediante microscopia electrénica de barrido (MEB).

Smax = 0.346 Tmix
t

3. RESULTADOS
3.3. Curvas S-N a flexién rotativa

La Tabla 3 recoge los valores de tension alterna, S,, al
que fueron sometidas las probetas de flexion rotativa. En
dicha tabla también se recogen los porcentajes del limite
elastico al que correspondian dichos valores de tensién y
el numero de ciclos hasta la rotura o las probetas que
sobrevivieron mas de 10 millones de ciclos (run-outs).

Tabla 3. Resultados obtenidos por flexion rotativa

ID % o6ys F [N] Sa [M Pa] Nciclos

1 79 335 304 29293

2 60 24.0 232 Run-out
2’ 66 27.0 256 143016
3 70.5 28.5 272 276132
4 75 31.0 290 36426

5 65 26.0 250 Run-out
5 81 335 311 55996

6 68 27.5 262 403165
7 66 26.5 254 176331
8 65 26.5 250 199291
9 60 24.0 232 Run-out
o 65 26.5 250 Run-out
9” 67 27.5 260 Run-out
9 73 30.0 280 529328
10 67 27.0 260 178111

La representacién grafica de estos valores, recogida en la
Figura 4, constituye la curva S-N del material, que se ha
ajustado utilizando una ley tipo Basquin (ecuacion 3),
con unos coeficientes o'r = 386 MPa 'y b =-0.029.

— ! b
Sq = 0d's(2N) 3)
Sa =Smax [MPa]
320
o
<
300
° . < Fatiga rotativa
280 o
260 o0 O o
2 00 < N
240 =_—
<

220

Numero de ciclos
200

1E+04 1E+05 1E+06 1E+07

Figura 4. Curvas S-N del S355 por fatiga rotativa

1E+08
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El limite de fatiga obtenido, St corresponde,
aproximadamente, al 65% del limite elastico (50% de la
resistencia a la traccion) del acero, es decir, St = 250 MPa.

En lo que respecta a la superficie de rotura de las
probetas, se observa que en todos los casos el dafio se
inicio en la superficie, si bien, dicho inicio en ocasiones
se concentra en una zona muy concreta (flechas rojas
Figura 5.a), mientras que, en otros casos, se observan
multiples puntos de inicio del dafio, que finalmente
terminan coalesciendo (Figura 5.b) mientras se extienden
hacia el centro de la probeta.

a)
Figura 5. Superficie de fractura por fatiga rotativa: a)
probeta 2; b) probeta 3

3.4. Curvas Spr-N

En la Figura 6 se recogen los registros de la variacion de
la flexibilidad de las probetas 1 y 2 (Pmax = 80%Py) a lo
largo del ensayo. Cuando el ensayo no se detiene hasta
que se alcanza el millon de ciclos (probeta 1) se observa
cémo, tras un corto periodo inicial, la flexibilidad crece
linealmente hasta que, llegado un momento, alcanza un
valor constante para el que se estabiliza. El analisis de la
superficie de la probeta 1 una vez finalizado el ensayo
(Figura 7.a), indica la presencia de un dafio en forma de
estrella cuyas puntas casi alcanzan el contorno
empotrado de la probeta. En base a esta observacion, el
ensayo de la probeta 2 se detuvo en la zona en la que la
flexibilidad aun estaba creciendo (Figura 6.a: puntos
rojos), constatando, que ya en ese momento existia dafio,
si bien su tamafio era mucho mas pequefio (Figura 7.b).
El resto de las probetas ensayadas mostraron un
comportamiento similar al descrito (Figura 6.b. probeta
8), hasta que se llega a las ensayadas a un nivel de carga
(Pmax = 47.5%Py) en el que la flexibilidad, tras una
pequefia variacion inicial, se mantenia constante, y tras
alcanzarse los 5 millones de ciclos, no se observaba dafio
alguno en la superficie sometida a traccion (probetas 9 y
11). Ese nivel de carga se tom6 como limite de fatiga del
material bajo este tipo de ensayo, Ss ser.

0.5 =

INICIO GRIETA

Flexibilidad (mm/N)

© 1. 1=474 mm - 80 %Py
2 - =467 mm, 80 %Py

o 05 1 15 2
Semiciclos [-] <10°

a)
Figura 6. Flexibilidad de las probetas en el curso de los
ensayos de fatiga-SPT, a) probetas 1,2, b) probeta 8
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Figura 7. Dafio por fatiga-SPT en las probetas 1(a) y
2(b)

En funcion de lo observado en la camparfia experimental,
se decidio tomar la variacion de la flexibilidad, o lo que
es lo mismo, el incremento del desplazamiento del
punzon (Ad) como el parametro representativo del dafio
por fatiga. Asi, en la Figura 8 se recoge, para cada nivel
de tensibn maxima utilizado, el ndmero de ciclos
necesarios para que el desplazamiento del punzon se vaya
incrementando en Ad = 0.01, 0.02, 0.03 y 0.1mm.

Smaéx [MPa]
0

0 Ad=0.01mm
0 Ad=0.02mm
0 Ad=0.03mm
0 Ad=0.1mm

sz iBmm s 173mm
0@ 0 QO 00 COXXO0O0

350 X Parada del ensayo

O run-out
300

X a»3.5mm

250

200

150

Numero de ciclos
100

1.E4+03 1.E+04 1.E+05 1.E+06 1.E+07
Figura 8. Curva Spr-N obtenidas en los ensayos fatiga-

SPT para distintos incrementos de desplazamiento

Ajustando los puntos correspondientes a cada uno de
dichos incrementos, obtendriamos una serie de curvas
Spr-N que podriamos asimilar a un cierto tamafio de
grieta 0 a un cierto dafio. Asi, teniendo en cuenta que las
probetas que no mostraron dafio habian sufrido un
incremento de desplazamiento maximo 4Ad = 0.01 mm
(curva negra a trazos), este valor se podria tomar como el
correspondiente al inicio del dafio o a una probabilidad
de fallo igual a cero, y el resto de las curvas estarian
asociadas a ciertos niveles de dafio concretos. Asi, y a
falta de un mayor trabajo experimental, en la Figura 8
también se han representado los puntos correspondientes
al final de algunos de los ensayos, en los que se ha
medido la longitud total del dafio generado por fatiga
mediante microscopia electronica de barrido. Como
puede observarse, todos los puntos (sefialados con
simbolo en forma de cruz) se encuentran dentro de la
zona en la que se establece que el dafio esta creciendo, es
decir, para incrementos de desplazamiento mayores de
0.01 mm.

En la Figura 8 también se recogen los datos de las
probetas ensayadas a cargas mas altas que Py. En estos
casos, al haber aplicado tensiones superiores al limite

1.E+08
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elastico del material, el dafio generado muestra ya una
elevada deformacion plastica, como se muestra en la
Figura 9.a). En estas probetas también fue posible
analizar el micromecanismo de fallo asociado a la fatiga,
que, como puede verse en la Figura 9.b), muestra las
caracteristicas estrias producidas por un dafio creciente
ciclo aciclo.

Figura 9. a) Superficie de rotura de la probeta 13; b)
estrias tipicas del dafio por fatiga

4. DISCUSION DE RESULTADOS

Una vez analizado el comportamiento del material ante
los dos tipos de solicitacién a fatiga evaluados, la
comparacion de las curvas S-N correspondientes a cada
tipo de ensayo permite evaluar el efecto de la utilizacion
de uno u otro ensayo en el comportamiento exhibido por
el acero estructural S355.

En la Figura 10 se muestran los puntos correspondientes
a ensayos finalizados bajo ambos tipos de solicitacion,
junto con las curvas iso-Ad de los ensayos de fatiga-SPT.
Como puede observarse, los puntos que indican el fallo
en fatiga rotativa (representados por rombos) se
encuentran en la zona en la que también se habia
detectado dafio en los ensayos fatiga-SPT, por lo que
podria considerarse que las curvas S-N obtenidas
mediante los dos tipos de ensayo serian equivalentes.
Dado que, ademas, la curva S-N obtenida por fatiga
rotativa se encuentra entre las curvas Spr-N
correspondientes a incrementos de desplazamiento entre
0.02 mmy 0.03 mm, podria establecerse como criterio de
fallo en el SPT el punto en el que se alcanza un
incremento de desplazamiento Ad = 0.02 mm de tal
manera que se asegura estar del lado de la seguridad.

Smax [MPa]
0

X Parada del ensayo
O run-out
< Fatiga Rotativa
Ad =0.01 mm
- fd =0.02 mm
Ad=0.03mm
Ad=0.1mm

400

o a=188mm y'y¢ @ 173mm

350

300

250

200

150

Nuamero de ciclos

100
1.E+03 1.E+04 1.E+05 1.E+06 1.E+07

Figura 10. Curva S-N de los ensayos de fatiga rotativa
y de fatiga-SPT
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En lo referente al limite de fatiga, se ve que el valor
obtenido en el ensayo de fatiga-SPT, St spr = 0.4750s
=183 MPa, es menor que el de fatiga rotativa, St= 0.650ys
= 250 MPa). Esta diferencia se debe al uso de
metodologias de ensayo diferentes, con diferentes
valores de las variables influyentes en la fatiga.

Asi, el primer efecto a tener en cuenta es el de tension
media, que es igual a cero en los ensayos de fatiga
rotativa pero mayor de cero en los ensayos SPT (R =0.1).
Asi, el limite de fatiga del ensayo SPT deberia ser
corregido calculando el equivalente para una tension
media igual a cero, S gpr, utilizando una expresion
adecuada, como la de Gerber (ecuacion 4):

SQ gpr =L =189 MPa

Sm
1-(52)
siendo Sy spr= 183 MPa, Sp= 82 MPa 'y Sy = 472 MPa.

Como puede observarse, el efecto de la tension media es
bastante pequefio y practicamente podria despreciarse.

(4)

Asi, la diferencia que aun existe entre los limites de fatiga
de uno u otro ensayo se deberia al efecto de otros factores
como los que se recogian en la ecuacién (1). En este caso,
debido a las caracteristicas de ambos ensayos y al
procedimiento experimental seguido, los parametros a
considerar son el del tamafio de la probeta, Ky, y el que
tiene en cuenta la diferencia en la distribuciéon de
tensiones en ambos ensayos, K.

Dado que la superficie de las probetas SPT es menor que
las de fatiga rotativa, el coeficiente Ky debe considerarse
mayor que 1, por lo que el factor que realmente jugaré un
papel clave para que el limite de fatiga en los ensayos
SPT sea menor que el de fatiga rotativa seré K.

Para comprender mejor el efecto de dicho parametro es
necesario comparar las tensiones de traccién maximas
soportadas por las probetas de flexion rotativa (flexion en
4 puntos) con las tensiones de traccion soportadas por las
probetas SPT para un determinado valor de tension
aplicado. Asi, por ejemplo, en flexion rotativa, cuando se
aplica un determinado valor de tension (St por ejemplo),
ese valor Unicamente se alcanza en la superficie de la
probeta, mientras que el resto del material soporta
tensiones mucho menores.

En cuanto al ensayo SPT, la distribucién de tensiones no
es tan obvia, y el anélisis de estas se debera realizar
haciendo uso de modelos numéricos. Para ello se ha
utilizado un modelo de elementos finitos desarrollado por
el grupo de investigacion utilizando el programa
comercial Abaqus. Este modelo permite analizar las
tensiones generadas en distintos puntos de una probeta
SPT en funcidn de la carga aplicada por el punzon [9].

Asi, las Figuras 11 y 12 muestran la distribucion de
tensiones en la seccién de la probeta SPT cuando la carga
aplicada es igual a Py y a 0.475P, respectivamente. Dado
el caracter biaxial de la distribucion de tensiones
Unicamente se ha representado la componente Sii
(direccidn radial).
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Figura 11. Distribucion de tensiones en las probetas
SPT cuando se alcanza la carga Py

Como puede observarse en la Figura 11, cuando la carga
aplicada es igual a Py, las tensiones soportadas por un
volumen considerable de la probeta ya han superado el
limite elastico del acero (390 MPa). Pero incluso cuando
la carga aplicada es la correspondiente al limite de fatiga
(0.475Py), Figura 12, hay un cierto volumen de probeta
en el que las tensiones también superan ligeramente el
limite elastico del material.

Figura 12. Distribucion de tensiones en las probetas
SPT cuando se alcanza una carga 0.475Py

De hecho, no es hasta un valor de carga igual al 18% de
Py (Figura 13), que no se alcanza en ningln punto de la
probeta tensiones superiores al limite eléstico del
material.

..............

Figura 13. Distribucion de tensiones en las probetas
SPT cuando se alcanza una carga 0.18Py

A la vista de todo lo anterior, si siempre se utilizan
probetas SPT del mismo espesor (t = 0.5 mm) y el
dispositivo correspondiente (punzén de didmetro 2.5 mm
y agujero de matriz de 4 mm), podriamos considerar el
efecto conjunto del tamafio de la probeta y de la
distribucion de tensiones a través de un tnico coeficiente
que denominaremos, kgpr, Y que en el caso de que se
utilice el limite de fatiga de flexion rotativa como
referencia, tendré el siguiente valor:

5? SPT
kspr = kpk. = . -
f

189
2 20755 )

CONCLUSIONES

1. Se ha caracterizado a fatiga por flexion rotativa el
acero estructural S355, obteniendo la curva tension-
vida que se ajusta a una ley de Basquin de parametros
o'y =386 MPay b =-0.029, y un limite de fatiga del
65% del limite elastico del acero.
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2. Se ha puesto a punto una metodologia experimental
que ha permitido la caracterizacion a fatiga-SPT del
acero S355, obteniéndose las curvas Spr-N de iso-
dafio, y el valor del limite de fatiga-SPT en un valor
aproximado del 47.5% del limite elastico del material

3. En los ensayos de fatiga-SPT el dafio se inicia
siempre en la zona central de la cara sometida a
traccion, ramificandose posteriormente hasta tomar
una forma de estrella cuyas puntas crecen hacia el
contorno, deteniéndose cuando se aproximan a la
zona que se encuentra empotrada.

4. Se ha obtenido una buena correlacion entre las curvas
S-N de ambos tipos de ensayo, y se ha propuesto un
coeficiente de correlacion, kspr, que relaciona los
limites de fatiga de flexion rotativa (Sr) y SPT (St spr)
teniendo en cuenta la influencia conjunta de las
diferencias entre los tamafios de las probetas y entre
las distribuciones de tension en uno u otro caso.

5. Con todo ello, y a falta de un mayor nimero de
ensayos que permita realizar esta afirmaciéon para
otros tipos de acero, en este trabajo se ha logrado
demostrar la aplicabilidad del ensayo SPT en la
caracterizacion a fatiga del acero estructural S355.
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RESUMEN

La fatiga por corrosién es la degradacion mecanica de un material bajo la accion conjunta de la corrosién y la carga
ciclica. Si bien hay numerosos estudios donde en condiciones de laboratorio se someten probetas a un deterioro corrosivo
en cdmaras de niebla salina y posteriormente se someten a ensayos de fatiga, el mecanismo de fallo combinado fatiga-
corrosion (que es el que realmente se produce en condiciones offshore) es mucho més peligroso y adn no se ha estudiado
en profundidad.

Este trabajo tiene por objetivo la realizacion de experimentos representativos en laboratorio, que simulan las condiciones
reales de fatiga por corrosion de una estructura offshore.

Las pruebas de laboratorio se realizaron a frecuencias mas altas que las de las acciones de las olas y el viento. Sin embargo,
debido a que la frecuencia de ensayo es un parametro influyente en la degradacion del material cuando éste se encuentra
sometido al efecto combinado de la fatiga-corrosion, se debe compensar el efecto de una frecuencia de fatiga mas elevada
por medio de una aceleracion de la corrosion variando otros pardmetros influyentes como son la temperatura y
concentracion de oxigeno en el medio salino que simula el agua de mar.

El efecto de la variacion de estos parametros se analizard a través del estudio de curvas de fatiga S-N (Tension vs. Nimero
de ciclos) y curvas de determinacion de la velocidad del crecimiento de grietas por fatiga (Ley de Paris).

PALABRAS CLAVE: Fractura, Fatiga, Integridad.

1. INTRODUCCION velocidad del crecimiento de grietas por fatiga (Ley de
Paris).

Los aceros modernos de alta resistencia no estan ) ) o

incluidos todavia en los codigos de disefio y, por tanto, Ademas se probaron diferentes técnicas de

IOS diseﬁos de |as estructuras Offshore son a menudo monitorizacién de crecimiento de gl’ietaS dentro de la

demasiado  conservadores, lo  que  resulta camara que tendra que disefiarse para tales efectos.

econdémicamente desfavorable.

Lo que se pretende con este proyecto es alcanzar una 2. PROCEDIMIENTO EXPERIMENTAL

mejor comprension del efecto combinado de la fatiga y
la corrosion sobre los metales, a fin de ampliar los
cadigos de disefio y poder construir estructuras offshore

mas economicas. Para poder simular las condiciones de ensayo en
ambiente de agua de mar, se fabricO un equipo
mediante el cual se tratan de simular las condiciones
reales de servicio de la manera mas fiel posible.

2.1. Disefio y fabricacion del prototipo experimental de
la unidad de corrosion acelerada

Por tanto uno de los objetivos principales es investigar
diferentes metodologias para acelerar el ensayo de
fatiga por corrosion (representativo de condiciones

offshore), 'y optimizar diferentes técnicas de Este equipo consiste en una camara de metacrilato (ver
realizaron experimentos representativos en laboratorio, (ver Figura 1). El agua del tanque se prepara acorde a la
que simularon las condiciones reales de fatiga por norma ASTM D1141-98 [1].

corrosion de una estructura offshore en servicio.

El efecto de la variacion de estos parametros se estudio
a través del estudio de curvas de fatiga S-N (Tension vs.
Numero de ciclos) y curvas de determinacién de la
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Figura 1. Equipo empleado en la realizacién de los
ensayos en ambiente corrosivo.

Los principales pardmetros a controlar son la temperatura
y el contenido de oxigeno. Para ello, se colocaron una
sonda de temperatura y un difusor de aire dentro del
tanque. Ademas, tanto la temperatura, como el oxigeno
disuelto en el agua, como el nivel de pH se miden en
continuo dentro de la propia camara de ensayo, con el
objetivo de que las condiciones que se generan dentro del
tanque de  almacenamiento  se  reproduzcan
posteriormente en el interior de la camara de ensayo.

2.2. Ejecucién de ensayos

Uno de los principales problemas que surgieron fue la
dificultad de emplear un extensdmetro en este tipo de
ensayos, al encontrarse la probeta totalmente sumergida.

Por lo tanto, en primer lugar se llevo a cabo una puesta a
punto de un método alternativo para la medicion del
crecimiento de grieta durante el ensayo, basado en el
empleo de una galga extensométrica colocada en el
reverso de la probeta, la cual se puede proteger de la
presencia de agua en el interior de la camara y permite
ensayar con total normalidad.

De este modo, se comparé el método clasico de medida
de crecimiento de grieta mediante el uso de un
extensémetro COD (crack opening displacement) con el
método no tan utilizado de medida mediante galgas
extensométricas.
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Posteriormente, se llevaron a cabo los ensayos de
caracterizacion tanto de fatiga como de crecimiento de
grieta. Ambos ensayos se realizaron en base a las normas
ASTM E399 [2] e ISO 12108 [3] respectivamente.

En los dos tipos diferentes de caracterizacion se
compararon los resultados obtenidos en condiciones de
ambiente con otros ensayos realizados bajo diferentes
parametros de corrosion-fatiga.

En el caso de los ensayos de fatiga se utilizaron probetas
de seccion cilindrica de cabeza lisa o roscada (en el caso
de los ensayos offshore).

Para la determinacion del crecimiento de grietas por
fatiga se emplearon probetas compactas normalizadas
C(T).

En la siguiente figura se pueden ver las probetas
empleadas en los ensayos.

HHHH

Figura 2. Probetas para los ensayos de fatiga y
crecimiento de grieta.

3. ANALISIS DE RESULTADOS
3.1. Método de medida por galgas extensométricas

Para la implementacion de este método, se siguieron las
instrucciones establecidas por la norma de crecimientos
de grieta (ASTM E647-15: “Standard Test Method for
Measturement of Fatigue Crack Growth Rates” [4]).

En primer lugar, se procedi6 a colocar galgas
extensométricas en dos probetas, acorde a las
instrucciones marcadas por la norma.

Las galgas empleadas son galgas uniaxiales de 1.5mm de
longitud de rejilla y 150 ohm. Modelo 1-LY11-1.5/350
de la compafiia HBM. Dichas galgas van pegadas con
cianometacrilato y protegidas con recubrimiento de base
de silicona para soportar la inmersion en la cdmara de
ensayos. De acuerdo con la norma, las galgas a emplear
deben cumplir la condicion de que su longitud “1”, con
respecto al ancho “W”, debe cumplir la relacion de
0<l/W=0.05.

Para la puesta a punto del método se realizaron dos
ensayos de crecimiento de grietas, en los que ademas de
las galgas, se colocd un extensémetro convencional con
el objetivo de hacer una comparativa entre los valores
obtenidos por ambos métodos. Para ello, con el equipo de
registro de medidas de las galgas, se fueron tomando
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medidas cada 200 ciclos en los picos maximos de
deformacion, con el objetivo de transformar esos valores
de deformacion obtenidos (g) en valores de longitud de
grieta a través de las formulas definidas por la norma.
Mientras tanto, las medidas tomadas con el extensémetro
se fueron procesando automaticamente con el software
de ensayo convencional.

De acuerdo a la norma de crecimiento de grieta
anteriormente mencionada, la formula (1) empleada para
el célculo de la longitud de grieta, para el caso de
probetas C(T) empleadas, es la siguiente:

U=1/[Al/2+1]
A=EEBW/P
a/W= N0+ N1U+ N2U + N3U + N4U + N5U 1)

En la figura 3 se muestra una grafica en la que se
representa la evolucién del crecimiento de la grieta (en
mm) con respecto a la medida arrojada por la galga
extensémetrica (deformacion).

® tirdida de galga

 Longitua de grieta

Medida de galga [£]
ik
;
-..
o

of
Medida e grieta {mm)

BOOENM  ADIENG1  100F0S  LB0EM06

Figura 3. Evolucion de la longitud de grietay la
medida de la galga con respecto al nimero de
ciclos de ensayo.

Mas interesante aln resulta la figura 4, en la que se puede
observar una comparativa entre la medida de grieta
obtenida por la galga extensométrica y mediante un
extensémetro COD.

-
anant
T
pened
s pale @ crgitud

Longitui de grieta [mm]

D0E-00 ZOOEHH D00 GEEHH BACEHH LS L2066

Figura 4. Evolucion de la longitud de grieta medida
mediante galga extensométrica y mediante
extensometro COD.

En esta grafica se puede observar que las medidas
obtenidas por ambos métodos son muy similares,
especialmente cuando el tamafio de grieta es pequefio,

313

produciéndose una ligera desviacion en las zonas finales
de crecimiento de grieta.

No obstante, la similitud entre ambos métodos es muy
grande, lo cual demuestra la gran precision de medida de
las galgas extensométricas.

Una vez comprobado que, efectivamente, las galgas
arrojan unas medidas suficientemente precisas, se
procedi6 a definir la curva de crecimiento de grieta (Ley
de Paris).

A continuacién, en la figura 5 se puede ver las graficas
comparativas obtenidas en los ensayos realizados.

.
L*3
e,

teat

Figura 5. Comparativa de la curva dadN (velocidad
del crecimiento de grietas) entre las probetas
ensayadas (K1-CG y K2-CG). En azul se representa
la curva obtenida mediante un extensémetro COD, y
en rojo la obtenida mediante galgas extensométricas.

Se observa una enorme similitud entre los dos métodos,
siendo los resultados obtenidos mediante galgas
extensométricas ligeramente mas conservadores que los
obtenidos mediante el extensémetro COD.

3.2. Ensayos de fatiga

Los ensayos de fatiga se realizaron en la maquina
servohidraulica de 100kN de capacidad de carga, con una
relacion de cargas de R=0.1 y una frecuencia de 10
Hz.Los ensayos se realizaron a frecuencias mucho mas
elevadas que las generadas por las olas y el viento. Por
tanto, se necesita que el efecto de la corrosion sobre el
material se acelere de la misma manera.

Tras revision bibliogréfica se encontrd que afiadiendo
aire y alta temperatura al agua de mar sintético se podria
alcanzar un factor de aceleracion de la corrosion de 17.
Las frecuencias de las olas y el viento suelen estar entre
0.1-2 Hz, por tanto, realizando los ensayos a 10 Hz se
esta aplicando un factor de entre 5y 10.

Los ensayos de corrosion-fatiga se realizaron a alta
temperatura (45°C). No se emplearon temperaturas
superiores para evitar dafios a los sensores, y la
degradacidn de la propia cdmara acrilica. Posteriormente
se afiadié oxigeno con el fin de acelerar el factor de
corrosién y analizar la respuesta obtenida en el
comportamiento de las probetas.



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.5 (2023)

Se realizaron multiples ensayos, en concreto se han
determinado 3 curvas de corrosion-fatiga utilizando 30
probetas por curva y 3 ensayos de velocidad de
crecimiento de grietas.

Las curvas S-N se basan en la vida a fatiga media o en
una probabilidad de fallo dada. La generacion de la curva
S-N de un material requiere muchos ensayos para que de
una forma estadistica variar las tensiones alternas, las
tensiones medias (o ratio de tension) y contar el nimero
de ciclos. Para caracterizar el material se toma un
conjunto de probetas y se las somete a solicitaciones
variables con diferentes niveles de tensidn, contandose el
ndmero de ciclos que resiste hasta la rotura. Debido a la
elevada dispersion estadistica propia de la fatiga los
resultados se agrupan en una banda de roturas. Una parte
de esta dispersion puede atribuirse a errores del ensayo,
pero es una propiedad del fenémeno fisico lo que obliga
a realizar un gran nimero de ensayos. Por tanto,
caracterizar un material a fatiga supone un coste muy
importante.

Si en condiciones de aire a temperatura ambiente se
realizan al menos tres ensayos por nivel de carga, en
condiciones mucho més severas (medio salino a 45°C) la
dispersion de resultados aumenta, por lo que se han
tenido que ensayar de 6 a 7 probetas por nivel de carga,
para obtener valores representativos del comportamiento
del material.

Cabe destacar que si bien en condiciones de temperatura
ambiente se alcanza el run out (limite de vida infinita a
fatiga) en 5 millones de ciclos, se ha observado que en
condiciones de corrosién-fatiga no se puede determinar
este limite, ya que, aunque se fue disminuyendo el rango
de tension en sucesivos ensayos, en ningn momento se
alcanzaron los 5 millones de ciclos (las probetas siempre
rompieron antes), influye claramente que el medio
corrosivo también corroe el interior de la grieta
produciendo nuevos concentradores de tension.

En la figura 6 se muestra un resumen comparativo entre
los ensayos realizados a 45°C (valor medio de tres curvas
realizadas) y a temperatura ambiente.

Figura 6. Comparativa de las curvas S-N,
obtenidas a temperatura ambiente y en un medio
salino a 45°C.

3.3. Ensayos de crecimientos de grieta

En lo que respecta a los ensayos de mecéanica de la
fractura se determinan la Ley de Paris. Esta curva se
define a través del ratio de velocidad de crecimiento de
grietas (da/dN) en funcion del rango de intensidad de
tensiones (AK).
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En este caso, se compararon los resultados obtenidos con
las curvas a temperatura ambiente y los resultados con las
diferentes formas de medida implementadas (punto 3.1).
Al igual que en fatiga, los ensayos no replican de una
forma tan homogénea como los realizados a temperatura
media, por lo que la curva (véase figura 7 y 8) que se
muestra en cada grafica es el resultado medio de tres
curvas.

Figura 7. Comparativa de la velocidad de
crecimiento de grietas a temperatura ambiente y en
un medio salino a 45°C. Probeta K1-CG. Medidas
realizadas con extensémetro COD.

Figura 8. Comparativa de la velocidad de
crecimiento de grietas a temperatura ambiente y en
un medio salino a 45°C. Probeta K2-CG. Medidas
realizadas con extensémetro COD.

4. CONCLUSIONES

Con los resultados obtenidos se concluye la validez del
empleo de diferentes métodos de medida de grieta para
la realizacion de los ensayos de crecimiento de grieta.

En cuanto a este tipo de ensayos de mecanica de la
fractura, se observé un gran impacto del ambiente
corrosivo en los resultados obtenidos, dando lugar a unas
velocidades de crecimiento de grietas significativamente
mas altas.

Para los ensayos de fatiga, destacar que ademas de la
reduccion en el nimero de ciclos soportado, no es posible
determinar un limite de vida a fatiga (run-out). Este es un
aspecto que merece ser estudiado mas en profundidad.
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