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PRESENTACION

Las actas de esta Revista Espafiola de Mecanica de la Fractura, se edita por segundo afio
consecutivo en los volumenes 3 y 4, corresponde a la recopilacion de los trabajos
escritos del congreso anual de la Sociedad Espanola de Integridad Estructural del Grupo
Espaiol de Fractura, en su edicidon niumero 38, y celebrada en Coimbra, Portugal, del 30
de marzo al 1 de abril de 2022. Este congreso se ha denominado 5th Iberian Conference
on Structural Integrity.

Ha pasado mucho tiempo desde que, en 1984 en Siglienza, se celebrd la primera edicidn,
promovida por Manuel Elices y Manuel Fuentes. Ellos fueron los padres de lo que ahora
conocemos. En los primeros afios se celebraron reuniones anuales, entre universidades
y centros de investigacion en forma de congresos. Precisamente quiero dedicar unas
palabras de homenaje a Manuel Fuentes, pues tristemente nos ha dejado este afio en
febrero. Licenciado en Ciencias Fisicas por la Complutense de Madrid, y doctorado en la
Universidad de Sheffield (Inglaterra) en 1971 y posteriormente en la Universidad
Complutense de Madrid en 1978. Fue él hace cuarenta afos, con gran vision de futuro,
guien junto con José Maria Bastero fundaron el CEIT como centro asociado a la Escuela
de Ingenieros de la Universidad de Navarra. Y como he mencionado previamente, padre
del Grupo Espaiol de Fractura. Desde aqui le estaremos siempre agradecidos.

En 2006, el Grupo Espafiol de Fractura se constituyd en sociedad, fundandose la
Sociedad Espaiola de Integridad Estructural SEIE-GEF, y continuando la labor de realizar
congresos anuales en su tematica. Estas reuniones anuales de la sociedad, en algunos
afos no solo fueron espafiolas, sino que incluso varias se hicieron hispano-lusas con la
participacidn de nuestros homoénimos portugueses. Esta es una de ellas, en particular la
cuarta vez que se realiza una conferencia conjunta entre los dos paises hermanos en
territorio portugués. Estas han sido los congresos de Braga (1978), Luso (1996) y Porto
(2010) y el presente en Coimbra (2022).

La organizacién del presente congreso, 5th Iberian Conference on Structural Integrity, ha
corrido a cabo de Luis Filipe Borrego, ayudado por José Martins Ferreira. Quiero destacar
su gran labor y empuje, pues esta organizacion no ha sido solo el trabajo de un evento
anual. Luis Filipe se ofrecié en 2019 a encargarse del siguiente evento anual, y por ello
se le asigno la organizacion del congreso anual para el caprichoso afio 2020,
comenzando a trabajar en ello entonces. Como todos sabéis, unas semanas antes de su
comienzo tuvo que ser suspendido por la pandemia de COVID-19, y se pospuso para el
afio 2021. Un afio mas tarde, debido a la persistencia de la situacidn, ese afio también
tuvo que ser cancelado. Y finalmente pudimos celebrarlo de forma presencial en 2022.



El siempre tuvo empuje y persistencia y finalmente su trabajo fue un éxito que culminé
en la primavera de 2022 con el congreso hispano-luso de Coimbra (2022). Podria decirse
que sin duda ha sido la organizacidn mas larga de todos nuestros congresos anuales,
pues esta ha sido una tarea de persistencia en condiciones muy dificiles durante tres
largos afios. Este congreso celebrado en Portugal ha sido la primera reunion presencial
que hemos podido celebrar después de la pandemia. Debido a la situacién habia muchas
dudas de la posible acogida y participacion. Sin embargo, ha sido un éxito. En la presente
revista se recogen los 73 trabajos escritos que se han enviado, distribuidos en dos
volumenes de la presente revista, nimeros 3 y 4 del afio 2022.

Quiero destacar también el enorme trabajo y empuje de la junta directiva de la sociedad.
La dedicacién durante muchos dias, horas interminables, reuniones antes presenciales
y virtuales. Quiero mencionar en especial a Alicia Salazar, Cristina Rodriguez, Jesus
Manuel Alegre, Eugenio Giner, Carlos Navarro Pintado, Orlando Santana, y Luis Tavara,
por vuestro trabajo y dedicacion a esta sociedad, sin quienes estas reuniones vy
publicaciones no serian posibles. En especial, quiero hacer mencién especial a Eugenio
Giner, 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 Gonzalo Ruiz, que siempre ha demostrado un fuerte compromiso con
esta sociedad. También quiero hacer mencion especial a Maria LLuisa Maspoch, que por
su reconocimiento y dedicacién durante muchos afios a la Mecanica de la Fractura y por
su dedicacion a la sociedad, ha recibido la Medalla de Fractura que se otorga
anualmente.

Finalmente quiero concluir animandoos a seguir trabajando como hasta ahora, a seguir
empujando con esta sociedad, continuando la tradicidn de celebrar un congreso anual
que ademas de reuniones cientificas constituyan una gran reunién de amigos.

Francisco Galvez

Presidente de la Sociedad Espafiola de Integridad Estructural SEIE-GEF
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RESUMEN

Una grieta por fatiga da lugar a una estela de material que previamente se ha deformado de forma plastica. En este
trabajo se lleva a cabo la cuantificacion experimental del resto o estela platica generada durante el crecimiento de grieta
por fatiga analizando los campos de desplazamientos residuales en las inmediaciones del vértice de la grieta empleando
correlacion digital de imagenes. Se propone una metodologia novedosa basada en la aplicacién de un criterio de
fluencia empleando el estado sin dafiar de la probeta como el estado de referencia en el tratamiento de las imagenes. El
resto plastico se ha cuantificado a partir de la diferenciacion de los campos de desplazamientos residuales obtenidos
para un nivel de carga lo méas cerca posible de cero para evitar cualquier movimiento de sélido rigido. La extension del
resto plastico se ha obtenido asumiendo que el limite entre las regiones elastica y plastica ocurre cuando la tension
equivalente es mayor de la tension de fluencia del material. En vista de los autores, los resultados obtenidos en el
presente trabajo pueden contribuir a un mayor entendimiento de los mecanismos que gobiernan la propagacion de grieta
por fatiga.

PALABRAS CLAVE: Resto plastico, crecimiento de grieta a fatiga, campos de desplazamientos residuales,
correlacion digital de imagenes, criterio de fluencia.

ABSTRACT

A growing fatigue crack gives rise to a wake of material that has previously deformed plastically. In this work the
plastic wake generated during fatigue crack growth is experimentally quantified by analysing the crack tip displacement
fields measured with digital image correlation. A novel methodology based on applying a yield criterion is proposed by
using the undamaged state of the specimen as a reference state in the image processing. The plastic wake was quantified
from the differentiation of the residual displacement fields obtained for a load level as close to zero as possible in order
to avoid any rigid body motion. The plastic wake extent was found by assuming that the boundary between the elastic
and plastic regions would occur when the equivalent stress was higher than the yield stress of the material. The results
presented can contribute to a better understanding of the mechanisms driving fatigue crack propagation.

KEYWORDS: Plastic wake, fatigue crack growth, residual displacement fields, digital image correlation, yield
criterion.

1. INTRODUCTION force for fatigue crack propagation. The applicability of

linear elastic fracture mechanics (LEFM) in fatigue

The possibility that a fatigue crack can close even under
tensile load was first stated explicitly by Elber [1, 2]. He
argued that a zone of residual tensile deformation is left
in the wake of a growing crack, accompanied by a
reduction in crack opening displacement that gives rise
to premature contact between the crack flanks during
unloading, and hence causes a reduction in the driving

crack growth characterisation rests on the assumption
that the stress and strain fields ahead of the fatigue crack
tip uniquely describe the conditions for fatigue
propagation in small-scale yielding (SSY). However,
Elber’s experimental work [1, 2] showed that crack
growth rates are influenced, not only by the conditions
ahead of the crack tip, but also by the nature of the
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contact between crack flanks behind the crack tip. In
addition, Elber’s work also revealed that fatigue crack
growth rates have a strong dependence on prior history
since the conditions existing in the wake of the crack tip
are the result of the interaction of factors such as the
load history, crack length and stress state. Fatigue crack
growth leads to a wake of plastically deformed material.
Figure 1 shows the development of the plastic wake
around a fatigue crack under constant amplitude loading
and it is essentially the envelope encompassing all the
prior crack tip plastic zones. Figure 1a shows the plastic
zone generated at the crack tip at a particular crack
length and constant value of applied load. Figure 1b
shows the crack after further growth with a larger
plastic zone at the crack tip, since the stress intensity
factor is now higher. Figure 1c represents the crack
surrounded by the envelope of all prior plastic zones
generated in the wake of the crack tip during its
propagation. This plastic wake has a Poisson’s ratio v of
0.5, compared with the elastic regions where v = 0.3,
and this induces compatibility strains at the elastic-
plastic (E-P) boundary and residual strains that can lead
to plasticity-induced shielding.

notch fatigue crack

/ / plastic zone

@ (b)

envelope of
previous plastic zones

(©
Figure 1. Development of the plastic wake surrounding
a fatigue crack [2].

The plastic deformation ahead of the crack generates a
residual stress field whose components depend on the
applied load history [3], and this field varies with load
amplitude. In considering stress ratio and load
interaction effects on fatigue crack growth rate, several
authors [4-6] have tried to explain the effects solely
from changes in the residual stresses ahead of the crack.
However, a detailed description of the residual stresses
must include any wake contact stresses that occur at the
minimum load, and any variation in residual stress that
might arise from the compatibility requirements at the
E-P boundary during every load cycle. Such an
approach is clearly more complex than simply a detailed
description of the cyclic plastic deformation in front of
the crack tip, which is itself very difficult [3].

Thus the study of the influence and effects of residual
stresses in the plastic enclave that surrounds a crack is
clearly a complex problem. Sophisticated experimental
techniques can shed light on this problem, but doubts
remain regarding how best to estimate the residual
stresses left around a growing fatigue crack. The present
work addresses this problem by using an experimental
DIC technique to estimate the residual displacement
field generated during crack propagation. This is
obtained using the undamaged state of the specimen as a

reference for image processing. Then strain fields
associated to residual displacement fields can be
determined by their differentiation and, subsequently,
stress fields can be obtained using Hooke’s law. Finally,
the size of the plastic wake was determined from the
assumption that the boundary between elastic and
plastic behaviour occurs when the stresses satisfy a
suitable yield criterion. In this work the von Mises yield
criterion was used to obtain the area of the plastic wake
as that region where the equivalent stress was higher
than the yield stress of the material. The results obtained
contribute to a better understanding of the mechanisms
driving fatigue crack growth.

2. EXPERIMENTAL DETAILS

Two CT specimens (dimensions shown in Figure 2a)
were manufactured from a 1 mm thick sheet of
commercially pure Grade 2 titanium and tested in
constant amplitude fatigue loading with a maximum
load of 750 N at stress ratio values of 0.1 and 0.6. The
specified chemical composition for Grade 2 titanium is
presented in Table 1 and compared with measured
values, while Table 2 presents the measured tensile data.

[N 8 o4

25

Figure 2. (a) Dimensions of the CT specimens (mm), (b)
Illustration of the speckle pattern sprayed onto the
specimen surface for making DIC measurements.

Table 1. Chemical composition for commercially pure
titanium grade 2

Element (wt %) N C H Fe (0] Titanium
Requirement <0.05 <0.08 <0.015 <0.20 <0.20 Balance
Result <0.01 0.01 0.002 0.10 0.12 Balance

Table 2. Measured mechanical properties

Parameter E (GPa) UTS(MPa) oy (MPa) &1 (%) v
Value 105 448 390 20 0.33

The two surfaces of each specimen were prepared using
different methods to enable simultaneous measurements
of the displacement field by digital image correlation
(DIC) on one side and crack length on the other. The
surface used for the DIC study was sprayed with a
random black speckle pattern over a white background
(see Figure 2b), while the other surface of the specimen
was ground and polished to allow tracking of the crack
tip position with a macro-zoom lens (MLH-10X EO).
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Fatigue tests were conducted on an Electropuls E3000
electrodynamic machine (Figure 3) at a loading
frequency of 10 Hz. A CCD camera, fitted with a
macro-zoom lens similar to that indicated above was
used to increase the spatial resolution in the region
around the crack tip, and was positioned perpendicularly
to both faces of the specimen. During fatigue testing,
the cyclic loading was periodically paused to allow
acquisition of a sequence of images at uniform
increments through a complete loading and unloading
cycle. The CCD camera used to view the speckled
surface of the specimen was set up to give a field of
view 17.3 x 13 mm (resolution of 13.7um/pixel) with
the crack path located at the centre of the image. A fibre
optic ring light placed around the zoom lens illuminated
the specimen surface (also shown in Figure 3).

¥ |

Figure 3. Experimental set-up for fatigue testing and
data acquisition.

3. EXPERIMENTAL METHODS FOR PLASTIC
WAKE QUANTIFICATION

This method to be described is based on fitting a yield
criterion to the acquired data identifies the plastic zone
by differentiating the experimentally —measured
displacement fields. The work uses 2D-DIC but any
technique that allows the crack tip displacement fields
to be obtained would be applicable. The procedure is
described in the following paragraphs.

In the first step the permanent residual displacement
fields that remain around the crack tip are measured,
and these arise from both the applied loads and those
induced as a consequence of crack propagation. This
entailed measuring the displacement field at a load level
as close to zero as possible, in order to avoid
incorporating any rigid body motion that might arise
during the loading half cycle. In this work 10 N was the
load level used to define the unloaded state of the
specimen since this represents 1.3% of the maximum
applied load in the fatigue cycle. Typical examples of
horizontal and vertical residual displacement maps a
crack loaded at a stress ratio of 0.6 and with a crack
length of 9.2 mm are shown in Figure 4.

200 400 600 800 1000 1200 "erees

on

x (pixcls)

Figure 4. Residual displacement fields corresponding to
the specimen tested at R = 0.6 for a crack length of 9.2
mm. (a) Horizontal and (b) vertical displacement fields.

In the next step the strain fields at the crack tip are
determined by differentiation of the displacement fields,
using the Green-Lagrange strain tensor [7] because it
considers second order terms and is hence more
accurate than expressions that use only first order terms.
This strain tensor is given as:
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Once the strain fields have been calculated, the next step
is to determine the stress fields using Hooke’s law:

E
Oy = 1 (EXX +vgyy>
o, = E (8W+V6‘XX) (2)

In equations (2), G = E/[2(1+v)] is the shear modulus,
and E and v are, respectively, Young’s modulus and the
Poisson’s ratio of the material.

The equivalent stress is calculated from the stress tensor
using the second invariant of the stress deviator (von
Mises criterion). The Cartesian components of the stress
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field, together with the von Mises equivalent stress map
are shown in Figure 5, corresponding to a crack 9.2 mm
long tested at stress ratio of 0.6.
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Figure 5. Stress field components corresponding to the
specimen tested at R = 0.6 with a crack length of 9.2
mm. (a) Normal stress in the x-direction (oyy), (b)
normal stress in the y-direction (o), (C) shear stress
(oxy) and (d) von Mises equivalent stress (oym).

An estimate of the size and shape of the plastic wake is
obtained by connecting all points where the yield
criterion is met, i.e. where the equivalent stress is equal
to the yield stress. Figure 6a shows the region (in white)
where the equivalent stress exceeds the yield stress and
this identifies the plastic wake that surrounds the crack.

In this research described above, the area of the plastic
wake has been considered as a variable that contains
useful information on crack growth and shielding, and
the technique clearly provides an efficient and powerful
method for making quantitative measurements of the
plastic wake region. Once the extent of the plastic wake
has been identified, its area can be calculated using the
function “bwarea”, in Matlab® and that is used to
estimate the area of objects in a binary image BW. To
do this, stress fields must be converted to a binary
format and Figure 6b shows the plastic wake isolated
from the rest of the map in a binary black/white format
that correspond to an area of 13.51 mm?.
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Figure 6. Illustrations showing (a) the equivalent stress
map for the region where its value exceeds the uniaxial
yield stress for a crack 9.2 mm long tested at R = 0.6; b)
the extent of the plastic wake isolated from the rest of
the stress map to assist in quantifying its area.
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4. EXPERIMENTAL RESULTS

The above procedure can be applied to the data obtained
at all crack lengths and this allows the evolution of the
plastic wake to be followed as the crack grows. Figure 7
shows plastic wake data for the test at R = 0.1 with three
different crack lengths: 4.8, 6.9 and 9.4 mm, and 4.7,
6.9 and 9.2 mm for the test at R = 0.6. The plastic wake
area in each case has also been given.

R=0.1

a=4.8 mm a=4.7 mm

A=1.38 mm’ A=1.62 mm’

a=6.9 mm a=6.9 mm

A=4.75mm* | A=5.94 mm*

a=9.4 mm a=9.2 mm

A=12.75 mm? | A=13.51 mm?

Figure 7. Extent of the plastic wake. Left side: specimen
tested at R = 0.1 with cracks (a) 4.8 mm, (b) 6.9 mm
and (c) 9.4 mm long. Right side: specimen tested at R =
0.6 with cracks (d) 4.7 mm, (e) 6.9 mm and (f) 9.2 mm
long.

The contour of the plastic wake for the various crack
lengths can be identified and plotted in a single figure to
show the evolution of the plastic wake during crack
propagation (Figure 8). These results demonstrate that
the plastic wake can be clearly identified using the
experimental DIC technique outlined in this paper.
Furthermore, this qualitative comparison can be
extended to provide quantitative data, as is shown in
Figure 10 which plots the development of the plastic
wake area with crack length, normalised by the
specimen width. The trend in the data for both
specimens has been fitted via a quadratic polynomial (fit
coefficient of 0.997 in the case of the specimen tested at
R = 0.1 and 0.999 for the specimen tested at R = 0.6),
giving the following equations that relate the plastic
wake area with the normalised crack length (a/W):

R=0.1: A
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It can be observed in Figure 9 that the plastic wake area
for the specimen tested at a stress ratio of 0.1 is smaller
than the estimated value for the specimen tested at R =
0.6. This is likely to be a result of the higher mean stress
during fatigue cycling that is consequent on testing at R

= 0.6 that would increase the ratcheting strain with
continued cycling. Ghosh [8] provides data on the cyclic
stress-strain curves for CP titanium as well as for the
ratcheting strain as a function of fatigue life. The DIC
technique for crack wake area, as applied in this paper,
has been based on the uniaxial tensile yield stress and
could be further refined to use the cyclic stress-strain
curve. There may also be a contribution to the increase
in area from the higher compressive residual stresses
that would develop in the larger cyclic plastic zone
present ahead of the crack tip at the lower stress ratio of
R = 0.1. Therefore, in the specimen tested at the higher
stress ratio, a smaller compressive residual stress zone is
developed and hence the residual tensile stress field
along the crack path would be higher than in the case of
the specimen tested at low R-ratio.
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Figure 8. Development of the plastic wake as crack is
growing for (a) the specimen tested at R = 0.1 and (b)
that one tested at R = 0.6.
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Figure 9. Evolution of the plastic wake area as a
function of the normalised crack length for the
specimens tested at stress ratio values of 0.1 and 0.6.
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These results support the conclusions drawn by other
authors [9-12] that residual stress can significantly
affect the fatigue crack propagation behaviour. It seems
likely that studying the residual stress field could shed
additional light on some of the effects of applied load
history or changes on the load amplitude on fatigue
crack growth rate. In addition, further insight could be
gained on the crack wake contact phenomenon since it
is, at least in part, a direct consequence of the plastic
deformation left in the wake of the propagating crack

[1].

5. CONCLUSIONS

In the present work an experimental DIC-based
technique has been developed for experimentally
determining the plastic wake region that is generated
during fatigue crack growth. The area of the plastic
wake has been used as a quantifying parameter. The
experimental methodology has been validated by
studying two CT titanium specimens, respectively tested
at R values of 0.land 0.6. For each specimen, a
quadratic relationship between the plastic wake area and
the normalised crack length a/W has been found. The
plastic wake region was found from differentiating the
residual displacement fields obtained for a load very
close to zero (10 N) so as to avoid any rigid body
motion that might occur as a specimen is loaded. A
particularly innovate aspect is that the methodology
uses the uncracked state of the specimen as the
reference for image processing. Applying a yield
criterion (von Mises) forms the basis of the proposed
method that gives the plastic wake extent as that region
where the equivalent stress is greater than the yield
stress of the material. Residual stress fields were then
determined from the residual strain fields by applying
Hooke’s law.

Thus it is experimentally possible to measure the
residual displacement fields with DIC by establishing
the undamaged specimen state as the reference state and
comparing this field with that obtained for the unloaded
state at any particular crack length during fatigue crack
propagation. The results obtained indicate that the
influence of prior load history or changes in load
amplitude can be observed from analysis of the residual
displacement field. Hence this technique offers the
potential to contribute to a better understanding of the
mechanisms driving fatigue crack growth.
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RESUMEN

En los Gltimos tiempos, el debate sobre los mecanismos que gobiernan el fenémeno de retado en el crecimiento de grieta
se ha centrado principalmente en demostrar la existencia del cierre prematuro de grieta y las dificultades para cuantificar
la tensidn inducida durante la propagacion dela grieta. Por tanto, la mayoria de los métodos experimentales empelados se
basan en la medida directa o indirecta de fuerzas de contacto entre las caras de la grieta cuando ésta empieza a cerrarse.
Sin embargo, estos métodos dependen de maltiples factores a menudo dificiles de controlar, lo que ha contribuido a poner
en cuestion la credibilidad de los mismos. Por esta razon, se han empleado dos técnicas experimentales de nueva
generacion como son Correlacion Digital de Imagenes 2D (DIC-2D) y Andlisis Térmoelastico de Tensiones (TSA) para
analizar la influencia del fendmeno de retardo en el crecimiento de grieta durante ensayos a fatiga realizados con dos
tipos de aluminios (Al2024-T3y Al7050) a diferentes relaciones de carga. Para el caso de TSA, la técnica parece presentar
un enorme potencial para la evaluacion del retardo en el crecimiento de grieta, ya que los fendmenos que ocurren en el
vértice de la grieta se cuantifican directamente a partir de los cambios de temperatura que tienen lugar en las
inmediaciones de la misma. Las medidas experimentales obtenidas con ambas técnicas se han combinado con modelos
matematicos basados en los potenciales complejos de Muskhelishvili para obtener el valor de AK efectivo. Los resultados
obtenidos con ambas técnicas concuerdan de manera muy satisfactoria mostrando en ambos casos la variacion del factor
de intensidad de tensiones a medida que la relacion de carga R varia desde 0.1 a 0.5, lo que pone de manifiesto la capacidad
de ambas técnicas para cuantificar el efecto de retardo debido al cierre de grieta,

PALABRAS CLAVE: Factor de intensidad de tensiones, Anlisis Termoelastico de Tensiones (TSA), Correlacion
Digital de Imagenes, retardo en el crecimiento de grieta.

ABSTRACT

During the last decades, the debate over the mechanisms governing fatigue crack shielding has been mainly focused on
demonstrating the existence of fatigue crack closure and the difficulties on quantifying the induced stress during crack
propagation. Hence, most adopted experimental methods have been based on the direct or indirect measurement of contact
loads between crack surfaces as the crack stars closing. Nevertheless, these methods depend of many factors sometime
difficult to control, which has contributed to question their reliability by many authors. For this reason, two modern well
stabilised, full-field, non-contact experimental techniques, namely 2D Digital Image Correlation (2D-DIC) and
Thermoelastic Stress Analysis (TSA), have been analysed to evaluate the influence crack shielding during fatigue
experiments conducted on two aluminiums (Al2024-T3 and Al7050) tested at different R-ratios. In the particular case of
TSA, the technique appears to have a great potential in the evaluation of fatigue crack shielding since crack tip events are
inferred directly from the temperature changes occurring at the crack tip rather than from remote data. Experimental data
from both techniques haven employed in combination with two different mathematical models based on Muskhelishvili’s
complex potentials to infer the AK effective. Results from both techniques agree quite well, showing a variation in the
stress intensity factor range as the R-ratio changes from 0.1 to 0.5 illustrating the potential ability of both techniques to
account for the effect of shielding due to crack closure.

KEYWORDS: Fracture, Fatigue, Micro-tests, Notches Stress intensity factor, Thermoelastic Stress Analysis (TSA),
Digital Image Correlation (DIC), crack shielding

INTRODUCCION not fully understood, such a case is the crack closure
effect. This lack of understanding arises principally from
The application of fracture mechanics to engineering the difficulties associated in quantifying the phenomenon
design has provided the possibility of understanding and measuring its effect on the crack driving force [1].
further into the study of failure and crack growth In the study of crack propagation, the experimental
mechanisms. But there are still some aspects that remain analysis of stresses or displacements around the tip of a
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growing fatigue crack plays a significant role. Modern
experimental techniques, such as digital image
correlation (DIC) [2] or thermoelastic stress analysis
(TSA) [3], have also actively contributed to a better
understanding of the different fatigue and failure
mechanisms. In particular, full-field techniques generally
provide a very detailed description of the stress fields
around the crack tip. In this respect, TSA seems to be an
extraordinarily suitable technique for studying crack
shielding. The technique is non-contacting and provides
full-field stress maps from the surface of structural
components by measuring small temperature changes at
the surface of the structure arising from cyclic loading.
On the other hand, DIC is globally accepted as a powerful
technique for analysing fatigue and fracture problems
and seems to be very suitable for the evaluation of crack
shielding since crack tip displacement fields can be
quantified with high level of accuracy [4].

Different mathematical models for the calculation of
SIFs from the analysis of displacement fields are
available in the literature, such an example is Williams’
expansion series [5] or Muskhelisvili’s complex
potentials [6]. In recent years, special interest has been
focused on the development of the CJP model [7] for
characterising crack tip fields since considers the crack
shielding effect on the elastic stress field induced by
plasticity generated during fatigue crack propagation.
This model has been specifically developed to obtain an
elastic stress field model that explicitly captures the
influences of an embedded region of plasticity
surrounding a growing fatigue crack. Different works
reported by some of the authors of the present work have
demonstrated the great potential of the combination
between the CJP model and DIC technique to study the
shielding effect during fatigue crack growth at constant
[8] and variable loading cycle [9]. For this reason, in this
work data obtained by DIC technique are compared with
those obtained by TSA since enables to infer crack tip
events directly from the temperature changes occurring
at the tip rather than from remote data.

It is also globally accepted that closure mechanisms
reduce the effective crack driving force, and hence, the
material shows an enhanced resistance to crack growth.
In this sense, TSA due to its physical nature appears to
offer a direct means of measuring the effective crack
driving force. This presumed ability arises from the fact
that with TSA the near crack tip stress distribution is
obtained from the temperature variations on the
specimen’s surface as a result of the thermoelastic effect,
providing a direct assessment of cyclic strain around the
crack tip. Hence, the observed crack tip stress pattern is
the result of the specimen’s response to the applied
loading cycle.

In the present paper, TSA and DIC techniques are
employed in combination with two mathematical models
based on Muskhelishvili’s complex potentials to evaluate
the influence of shielding during fatigue experiments
conducted on aluminium Al2024-T3 at different R-ratios.
The inferred AK results illustrate the potential of both
techniques for the evaluation of crack shielding during
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FUNDAMENTALS OF TSA AND DIC

Thermoelastic stress analysis can be defined as a non-
contact, non-destructive and non-invasive experimental
technique that provides full-field stress maps by
measuring temperature changes induced by the
thermoelastic effect at the surface of a mechanical
component as a result of a periodic change in the applied
load. The deformation of a body is always associated
with a change in its heat content and consequently, with
a change in its temperature. The classical theory of
thermoelasticity states that the application of a repetitive
loading in a solid produces in it out-of-phase temperature
changes that can be related to the variation in the sum of
the principal stresses according to equation (1):

AT = AA(O‘1 +02) 1)

Where AT is the temperature variation associated to the
thermoelastic effect, A is the thermoelastic constant and
A(o1ta?) is the variation in the for stress invariant.

DIC is a full-field optical technique wused for
displacement measurements in structural or mechanical
components. It works evaluating a sequence of images of
the analysed component from an initial state
(undeformed) to a final state (deformed). The specimen
surface must have a random grey intensity distribution (a
random speckle pattern), which deforms together with
the specimen. In this work 2D DIC is implemented since
the displacement fields are obtained on a plane specimen.

MUSKHELISHVILI’S COMPLEX POTENTIALS
AND THE CJP MODEL OF TSA AND DIC

Muskhelishvili [10] showed that every biharmonic
function U(x,y) may be represented by two functions ¢
and y of the complex variable z=x+iy. Therefore, the
stress function takes the form:

o, to, = 2[®(g)+ aaj: (2)

A+A+B, & (ZN J(g2+1j— A, By ZN
=4R| A + + Ay - - +Ay¢
igz —lj é gZN 9‘2 -1 N gZN gZN N

Where Ay, and By are complex variables and are used to
describe different states of stress. ¢ represents the
complex coordinates of points surrounding the crack tip
in the mapping plane.

The CJP model is a mathematical model [7] based on
Muskhelishvili’s complex potentials [10]. However, in
this case the model was formulated considering that the
plastic enclave surrounding the tip of a fatigue crack and
along its flanks will shield the crack from the full
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influence of the applied elastic stress field. That crack tip
shielding includes the effect of crack flank contact forces
(so-called crack closure) as well as a compatibility-
induced interfacial shear stress at the elastic-plastic
boundary. Figure 1 [7] shows a schematic idealisation of
forces acting at the interface between the plastic zone and
the surrounding elastic material.

Forces on plastic fleld Forces on elastic fleld

Open crack
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Figure 1. Schematic diagram illustrating the forces acting
at the interface of the plastic zone and the surrounding
elastic material [7].

These forces include [7]: Fax and Fay are the reaction
forces to the remote load that generates the crack tip
stress fields traditionally characterised by the stress
intensity factor K;; Fr is the force due to the T-stress; Fpx
and Fpy are the forces induced by the compatibility
requirements on the elastic-plastic boundary near the
crack tip, resulting from the permanent deformation in
the plastic zone around the crack tip, which is extensive
in the direction perpendicular to the crack and contractive
along the crack due to the effect of the Poisson’s ratio; Fs
is the force induced by the compatibility requirements on
the elastic-plastic boundary of the crack wake; Fc is the
contact force arising from the plastic wake contact effect
transmitted to the elastic-plastic boundary of the crack
wake. In the original formulation of this model, crack tip
displacement fields [7] were characterised as:

2Glu =iv)= x| —2|B'—2E'Iz}5 = 4E'z}5—2E'z}5.fn|z|— C;F z (3)

-7 -(B2Eg - A - 4’C i

- Az ki) -0z - C;F 7

Therefore, crack tip displacement fields are defined from
five coefficients: A’, B’, C°, E’ and F’. The CJP model
provides three stress intensity factors to characterise the
stress and displacement fields around the crack tip; an
opening mode stress intensity factor Kr, a retardation
stress intensity factor Kg, a shear stress intensity factor
Ks and also gives the T-stress [7].
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SPECIMENS PREPARATION AND
EXPERIMENTAL METHODOLOGY

Table 1 presents mechanical property data for the
AA2024-T3 obtained from tension tests. All CT
specimens had dimensions in accordance with ASTM
E647 [11] as shown in Figure 2 (left), and were subject
to constant amplitude loading with a maximum load of
600 N. Tests were performed at stress ratio values of 0.1
and 0.5.

Table 1. Mechanical properties for aluminum 2024-T3

Young’s Yield stress
Modulus E Oys Poisson’s v
(GPa) (MPa)
72.3 348 0.33

The two surfaces of each specimen were treated using
different methods to enable simultaneous measurements
of displacements by DIC and stresses by TSA. The
surface used for the DIC study was sprayed with a
random black speckle pattern over a white background,
while the other surface of the specimen (used for the TSA
implementation) was sprayed with a black matt paint in
order to increase the surface emissivity.

8

Figure 2. Left) dimensions (mm) of the CT specimens
[12] tested in the lab. Right) Experimental set-up for
fatigue testing and data acquisition.

Fatigue experiments were conducted on a 25 kN
servohydraulic machine (MTS 370.02) at a cycling
frequency of 10 Hz. DIC images were capturing with a
CCD camera (AVT Stingray F-504 B/C) placed
perpendicularly to the specimen surface, focusing with a
macro-zoom lens (MLH-10X EO) to increase the spatial
resolution around the crack tip. The camera and the lens
were set up to give a resolution of 8.8 pm/pixel, Image
processing was performed by the commercial software
Vic-2D from Correlated Solutions Company using 25
pixels as subset size and a step value of 1 pixel to obtain
the maximum resolution for the displacement maps.

The equipment employed for TSA analysis consisted on
a refrigerated infrared camera FLIR X6581SC with a 50
mm lens and a 10 mm extension ring providing a spatial
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resolution of 41 pm/pixel (field of view 0£26.2 x 21 mm).
Thermal images were processed using IRTA software
(produced by DES SLR) to obtain the variation in the
sum of principal stress. Figure 2 (right) shows the
adopted setup for experiments.

To calculate the stress intensity factor using both
techniques the multi-point over-deterministic method
developed by Sanford and Dally [12] was employed. An
annular over the image at the crack tip location was
placed, defining an inner radius large enough to avoid
including plastic deformation at the crack tip and an outer
radius that lies within the region dominated by the elastic
stress singularity. In the particular case of TSA de SIF
was calculated employing Muskhelishvili’s complex
potentials while for the case of DIC the previously
described CJP model was adopted.

RESULTS AND DISCUSSION

TSA and DIC are compared by calculating the range of
stress intensity factor. In the case of TSA, this value is
directly obtained from the material response due to a
temperature variation during applying the fatigue cycle.
However, the stress intensity factor range by DIC is
obtained as the difference between the maximum and
minimum values of Kg obtained for the different
measured crack lengths (AKpic = Krmax— Kemin). Figure
3 shows the variation of Kr along a full loading cycle for
a 4.63 mm crack length at low R-ratio. In addition, the
nominal values of stress intensity factor according to
ASTM E 647 [11] are also plotted to establish a
comparison between the experimental and nominal
trends.

PN|

Figure 3. Variation of experimental Kg along a full
loading cycle obtained using the CJP model for a 4.63
mm crack at R=0.1

From figure 3 it is clearly visible that K¢ values closely
follow the trend in the nominal K, values until
approximately 7 MPa-m”1/2, which corresponds to a
load level of 200 N. This behaviour is similar to that
reported by Elber [13, 14] when he originally defined
plasticity-induced crack closure. This deviation from
nominal K at low loads was not observed for high R-
ratio.

In figure 4 it is plotted a comparison of Knominal, Kr.max
maximum and Kr min obtained from DIC (employing the
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CJP model) and an estimation of Kopen Obtained from
TSA results.

A)
a9 p_@8 B
U =7
o A —_— — o
K 3 for Al 2024-T3 R=0.5
B)
z W
o a — — o |

Figure 4. Comparison of experimental and nominal K
values at different crack lengths for Al2024-T3 at R=0.1
(a) and R=0.5 (b).

For the case of experiments conducted at low R-ratio,
K min and Kopen Show higher values than Knominai at the
minimum applied load. This illustrates the ability of CJP
and Muskhelishvili’s models to infer the shielding effect
due to the premature closure of the crack. Again, this
effect was not observed when the analysis was performed
at a higher R-ratio, were Kgmin and Kopen equals the
minimum applied load. It is important to notice that the
CJP model, due to its mathematical formulation cannot
be employed with TSA data. However, due to the
physical nature of TSA, the thermal response of the
material (amplitude of the first harmonic of the
thermoelastic signal) is directly related with the crack
driving force for the fatigue advance [15]. For this
reason, a purely elastic model as Muskhelishvili’s, is able
to account for the shielding effect due to crack closure.
This issue is supported by figure 5 where it has been
performed a comparison of AK at different R-ratios. For
R=0.5 both techniques provide very similar values that
agreed with AKjomina. On the other hand, for R=0.1
experimental AK values obtained by DIC and TSA again
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provides very similar results but in both cases are lower
than AKnominaI-

DeltaKusa

elta K [MPa m"0,5

Figure 5. Comparison of 4K nominal and AK effective
obtained by DIC and TSA at different crack lengths for
aluminium Al2024-T3 tested at two different R-ratios,
namely R=0.1 and R=0.5.

This demonstrates the ability of both techniques to
account for the effective AK, that is related with a
retardation effect on fatigue crack growth due to the
shielding effect arising as a fatigue crack is growing.

CONCLUSIONS

The influence of crack shielding on fatigue crack growth
has been experimentally evaluated in aluminium 2024-
T3 using Thermoelastic Stress Analysis (TSA) and
Digital Image Correlation (DIC). Crack shielding effect
has been quantified from the calculation of the effective
range of stress intensity factor for different fatigue tests
conducted at stress ratio values of 0.1 and 0.5. Both
techniques have been combined with two different elastic
models for characterising crack tip fields, the CJP model
in the case of DIC and that model based on
Muskhelishvili’s complex potentials for TSA. The CJP
model has been specifically developed to capture the
shielding effects of the plastic enclave from the full
influence of the elastic stress field that drives fatigue
crack growth. It is to be noticed that the CJP model, due
to its mathematical formulation, cannot be employed
with TSA. However, due to the physical nature of the
technique, the thermal response of the material is directly
related with the crack driving force during fatigue crack
growth. For this reason, TSA has a great potential in the
evaluation of fatigue crack shielding since crack tip
events are directly inferred from temperature variation
occurring at the tip. Results obtained from both
techniques show a great level of agreement, observing a
variation in the range of stress intensity factor as the
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stress ratio changes from 0.1 to 0.5 and highlighting the
potential ability of both techniques to account for the
shielding effect during fatigue crack growth.
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RESUMEN

En este trabajo se ha estudiado el efecto de un ambiente rico en hidrégeno y la aplicacién del ensayo Small Punch Test
(SPT) en el comportamiento del acero estructural 42CrMo4. Durante el transcurso del ensayo, se introdujo una fuente
constante de hidrdgeno (ensayo in-situ) mediante métodos electroquimicos. La interaccion hidrégeno-microestructura se
estudié mediante ensayos de permeacion, que fueron realizados con el mismo electrolito utilizado en los ensayos SPT (1
M H,S0; + 0.25 g/l As,03). También se aplicaron dos densidades diferentes de corriente (0.50 y 1.00 mA/cm?). Ademas,
se analizo si el uso de un tiempo de precarga de hidrégeno antes del ensayo mecanico o la velocidad de ensayo utilizada
influian en el comportamiento mecanico del acero. Los resultados obtenidos se analizaron utilizando diferentes criterios,
como la definicion de un indice de fragilizacion por hidrégeno (HEI) basado en la variacion de la energia necesaria para
alcanzar la carga maxima o los basados en variaciones de pardmetros geométricos como la variacion del espesor de la
probeta en la zona de fractura (RRT). Estos resultados muestran que, bajo las mismas condiciones de ensayo, el uso de
una mayor densidad de corriente produce una mayor fragilizacién debido a la mayor concentracion de hidrégeno en la
muestra. EI HEI también aumenta conforme disminuye la velocidad de ensayo. Sin embargo, el uso de un tiempo de
precarga previo al ensayo mecanico no produce cambios de comportamiento significativos.

PALABRAS CLAVE: Fragilizacién por hidrégeno, SPT, ensayos in-situ, carga electroquimica.

ABSTRACT

In this work, the effect of a hydrogen-rich environment and the use of the Small Punch Test (SPT) on the behaviour of
42CrMo4 structural steel has been studied. During the course of the test, a constant source of hydrogen was introduced
(in-situ test) by electrochemical methods. The hydrogen-microstructure interaction was studied by means of permeation
tests, which were carried out with the same electrolyte used in the SPT tests (1 M H2SO4 + 0.25 g/l As,Os). Two different
current densities (0.50 and 1.00 mA/cm?) were also applied. In addition, it was analysed if the use of a hydrogen pre-
charge time before the mechanical test and the test rate used influenced the mechanical behaviour of the steel. The results
obtained were analysed using different criteria: such as the reduction in energy needed to reach the maximum load using
the Hydrogen Embrittlement Index (HEI) or geometric criteria through the relative reduction in the thickness of the
specimen (RRT). These results show that, under the same test conditions, the use of a higher current density produces a
higher embrittlement due to the higher concentration of hydrogen in the sample. The HEI also increases as the test rate
decreases. However, the use of a pre-charged time does not produce significant changes in the final results.

KEYWORDS: Hydrogen embrittlement, SPT, in-situ tests, electrochemical charge.

INTRODUCCION comportamiento en presencia de este gas, minimizando

. . L el conocido fendmeno de fragilizacion por hidrégeno.
De sobra es conocido el interés que la generacion de

energia a partir de hidrégeno esta teniendo tanto desde el Para evaluar las propiedades mecanicas de los materiales
punto de vista social como cientifico. En este marco, ante este fendmeno se suelen utilizar ensayos estandar,
también es notorio el interés por todo lo relacionado con (traccion lenta, tenacidad a la fractura, crecimiento de
el transporte y almacenamiento de este elemento, y mas grieta por fatiga ...). En todos estos ensayos, la normativa
concretamente sobre qué aceros serian los mas impone unas probetas de dimensiones considerables que
adecuados. Obviamente el que muestra un mejor no pueden obtenerse cuando la cantidad de material es
comportamiento es el acero inoxidable austenitico, insuficiente. Para estos casos, se han desarrollado los
material que ha sido seleccionado por la mayoria de los ensayos miniatura, entre los que destaca, por su
fabricantes de vasijas y tuberias a presion, pero con el versatilidad y fiabilidad el ensayo Small Punch (SPT),
handicap de su elevado precio. En aras de reducir costes, gue ya se encuentra normalizado en el &mbito europeo
es necesario considerar el empleo de otros tipos de acero [1] para el anélisis del comportamiento mecanico de los
que alnen una elevada resistencia mecanica y un buen aceros. Los ensayos SPT también han sido utilizados en
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el estudio de la fragilizacion por hidrégeno (FPH) de
aceros, si bien la mayor parte de los estudios se realizd
con muestras precargadas de hidrégeno, pero ensayadas
en ambiente de laboratorio (ensayos SPT ex-situ) [2]. Los
resultados obtenidos reflejaron como la presencia de
hidrégeno interno no siempre afecta al comportamiento
de estas pequefias probetas maxime cuando la cantidad
de hidrégeno precargado es pequefia (caso de precargas
gaseosas a presion) [3] o la velocidad de ensayo no es la
adecuada [2]. Todo ello parece indicar que para advertir
la fragilizacion de un acero utilizando el SPT, el método
de carga de hidrégeno mas adecuado es el electrolitico y
la entrada de hidrégeno debe mantenerse durante todo el
ensayo (ensayos SPT in-situ).

En base a todo ello, en este trabajo se emplea la
metodologia SPT bajo condiciones de carga
electroquimica in-situ en el analisis de la susceptibilidad
a la FPH de un acero 42CrMo4. Al objeto de analizar la
influencia de las diferentes variables metodoldgicas, en
la carga electroquimica se utilizaron dos densidades de
corriente (0.50 mA/cm? y 1.00 mA/cm?) y los ensayos
SPT se realizaron a varias velocidades. También se
evalu6 la conveniencia o no de utilizar un cierto tiempo
de precarga de hidrogeno previamente a la realizacion del
ensayo SPT in-situ.

MATERIALES Y METODOS

2.1. Materiales

El material utilizado en este estudio fue un acero
comercial 42CrMo4 (%w = 0.42C, 0.98Cr, 0.22Mo,
0.62Mn, 0.18Si, 0.008P y 0.002S), cuya elevada
resistencia mecénica y tenacidad le hacen un candidato
ideal para su uso en entornos de hidrégeno a alta presion
[4]. El acero de partida se sometié a un tratamiento
térmico de austenizacion (T = 845 °C, t = 40 minutos),
seguido de un temple en agua y revenido (T = 700 °C, t
= 2 horas). La Figura 1 muestra la microestructura
obtenida. Se trata de martensita revenida, con una notoria
precipitacion de carburos durante la etapa de revenido.
Por su parte, las propiedades mecénicas fundamentales,
limite elastico (ovs), resistencia a traccion (ou),
alargamiento (A), estriccion (Z) y tenacidad a la fractura
(Jic) se muestran en la Tabla 1.

A

Figura 1. Microestructura del acero 42CrMo4-700
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Tabla 1. Propiedades mecénicas del acero 42CrMo4-700.

Hardness ovs ou A z Jic
(HV10) (MPa) (MPa) (%) (%) (kJ/m?)
207 622 710 22 61 580

Para emular el ambiente de hidrégeno en el acero se opt6
por métodos electroquimicos. El electrolito utilizado fue
1 MH,S04+0.25 g/l As;O3 debido a los buenos resultados
obtenidos en otras investigaciones [5]. Segun estos
autores, con este electrolito y utilizando muestras de 1
mm de espesor, Se consigue una concentracion
homogeénea de hidrégeno a partir de las 3 horas de carga,
tanto si la densidad de corriente utilizada es de 0.50
mA/cm? o de 1.00 mA/cm?, si bien dicha concentracién
es de 0.90 ppm en el primer caso (0.50 mA/cm?) y de 1.2
ppm en el segundo (1.00 mA/cm?). Por su parte, los
ensayos de permeacion electroquimica, realizados
siguiendo la metodologia descrita en [6] y aplicando las
dos densidades de corriente (0.50 mA/cm? y 1.00
mA/cm?), dieron como resultado, que si bien el
transitorio cambia con la densidad de corriente utilizada,
el coeficiente de difusion obtenido se mantiene
practicamente invariable: 2.89E-10 m?/s (para 0.50
mA/cm?) y 4.27E-10 m?/s (para 1.00 mA/cm?). En base
a estos resultados, parece que el uso de una densidad de
corriente u otra no tiene mas influencia en el ensayo que
la de proporcionar diferentes concentraciones de
hidrégeno de partida.

2.2. Ensayo Small Punch Test

Los ensayos SPT se llevaron a cabo utilizando el utillaje
estandar, aunque con ligeras modificaciones para la
realizacion de los ensayos in-situ (Figura 2).

El punzén, situado en la parte inferior y de cabeza
semiesférica, tiene un diametro de 2.5 mm. La matriz,
con un agujero de 4 mm de didmetro, se sitlla ahora en la
parte superior, conteniendo el electrolito (1M H2SO4 +
0,25 g/l As;O3) y el contra-electrodo de Pt. La densidad
de corriente (0.50 o 1.00 mA/cm?) se aplica utilizando
una fuente externa que conecta el electrodo de Pt y el
punzén. Todas las partes del dispositivo que se
encuentran en contacto con el electrolito se fabricaron
con material ceramico para eliminar las pérdidas de
corriente y asegurar que la densidad de corriente sea la
deseada. Las probetas SPT fueron de seccion cuadrada
10x10 mm?2y 0.50 mm de espesor nominal. El dispositivo
se situd en una maquina de ensayos convencional con una
capacidad de carga de 5 kN y el desplazamiento del
punzon se midid con un extensémetro tipo COD.

Todos los ensayos se realizaron a temperatura ambiente
y las muestras SPT sin hidrégeno se ensayaron a una
velocidad de desplazamiento estandar de 0.20 mm/min.
Los ensayos realizados en ambiente de hidrégeno se han
llevado a cabo a diferentes velocidades (entre 0.02 y 0.26
mm/min cada 0.06 mm/min) al objeto de evaluar el efecto
de la difusion del hidrégeno a la zona de proceso durante
el ensayo.
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Figura 2. Ensayo SPT; (a) Esquema del dispositivo de ensayo SPT; (b) Anélisis de la energia SPT
en materiales fragiles y ddctiles.

Con objeto de analizar la posible influencia de que las
probetas ya se encontrasen cargadas de hidrdgeno antes
de que se aplicase la carga mecéanica, también se
realizaron ensayos utilizando un periodo de precarga de
hidrégeno previo al ensayo SPT in-situ propiamente
dicho. Para calcular el tiempo de precarga necesario para
conseguir una concentracion homogénea se utilizo la
ecuacion (1) que define la profundidad de entrada del
hidrégeno en funcidn del tiempo a través del coeficiente
de difusion.

X:JDeff‘t (1)

Utilizando los coeficientes de difusidn obtenidos para las
dos densidades de corriente que se utilizan y teniendo en
cuenta que el espesor de las probetas SPT es de
aproximadamente x = 0.50 mm, se obtuvieron tiempos
de 9.76 y 14.42 minutos para 1.00 mA/cm? y 0.50
mA/cm?, respectivamente. De acuerdo con estos
resultados y para asegurar una concentracion de
hidrogeno homogénea en todo el espesor al inicio del
ensayo, se fijo un valor de tiempo de precarga de 15
minutos para ambas densidades de corriente.

Concluidos los ensayos SPT, se calcula la energia de
fractura, Wspr, como el area encerrada por las curvas
hasta la carga maxima (Figura 2b). Comparando los
valores de la energia de fractura de los ensayos al aire

(W& ) con los obtenidos en ambiente de hidrégeno
(Wro9emy e obtiene el denominado indice de

Fragilizacion por Hidrogeno, FPH:

FPH (%) = (WisF — Wepy ") /WiHT - 100 (2)

También la forma de rotura de las probetas ensayadas
puede proporcionarnos informacion. Si las probetas
siguen un comportamiento ddctil, la rotura se produce
tras una considerable deformacion, durante la cual la

muestra toma una forma de copa, para finalmente
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fracturarse en la tipica forma de semi-circulo (Figura 2b).
Ademas, la medida del espesor de la probeta en la zona
de rotura, tr, permitira calcular lo que denominaremos
reduccion relativa del espesor, RRT (ecuacion 3),
parametro ya utilizado por otros investigadores [7] para
evaluar la fragilizacién por hidrégeno.

RRT (%) = (1—ty/to), /(1 - tf/tO)A_ x 100 ®)

donde to es el espesor inicial de la probeta. Para medir el
espesor final, se procedio al corte de la probeta por la
zona de rotura, y tras embutirla y pulirla, proceder a
visualizarla en el microscopio electrénico de barrido
(SEM JEOL-JSM5600).

RESULTADOS Y DISCUSION
3.1. Influencia de la precarga de hidrégeno

Las curvas recogidas en la Figura 3 muestran las curvas
SPT obtenidas tras la realizacion de ensayos sin presencia
de hidrégeno (Air) o en presencia de este elemento
utilizando la misma velocidad de ensayo y las dos
densidades de corriente: 0.50 mA/cm? (Figura 3a) y 1
mA/cm? (Figura 3b). La Tabla 2 muestra los principales
parametros de estos ensayos. El efecto del hidrdgeno se
deja notar en la Gltima zona de las curvas, alcanzandose
menores valores de carga maxima a menores valores de
desplazamiento, incluso cuando se utiliza la velocidad de
ensayo standard que puede considerarse relativamente
rdpida. Obviamente, la fragilizacién inducida por
hidrégeno es alin més notoria cuando se utiliza la mayor
densidad de corriente debido a la mayor concentracion de
hidrégeno en las probetas.

Por el contrario, la utilizacién de un periodo de precarga
de hidrégeno previo a la realizacion del ensayo SPT in-
situ, no muestra ninguna consecuencia apreciable en el
comportamiento de las probetas, por lo que puede
afirmarse que la precarga previa no es necesaria, al
menos para el espesor y condiciones analizados.
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Figura 3. Resultados ensayos SPT con probetas precargadas; (a) | = 0.50 mA/cm?; (b) | = 1.00 mA/cm?

Tabla 2. Resultados ensayos SPT con probetas precargadas.

Test condition m A;cmZ) (rT:(r)n) (FIJ\rI“) (:]”r‘n) (I\\/l\;;{:rz])
Air - 0.466 +0.006  1763.98+31.13 154+0.043  7442.00 +392.1
Without pre- 1.00 0.487+0.011 1346.10+36.95 1.11+0.008 3646.81 + 173.84
charging 0.50 0.471+0.001 163047 +14.36 1.37+0.013 5964.68 + 431.31
pre-charging 1.00 0.482+0.013  1499.00+12.02 1.17+0.064  4350.00 + 515.48
0.50 0.473+0.009 1608.53+12.73 1.34+0.039 5622.39 + 354.77

3.2 Influencia de la velocidad de ensayo y densidad de
corriente

La Figura 4 recoge las curvas SPT obtenidas tras los
ensayos SPT in-situ realizados a las diferentes
velocidades de ensayo y en las dos condiciones de
densidad de corriente utilizadas. Por su parte, la Tabla 3
contiene los principales parametros obtenidos.

Como puede observarse, sea cual sea la densidad de
corriente utilizada, conforme disminuye la velocidad de
desplazamiento aumenta la fragilizacion exhibida por las
probetas, a través de una clara reduccion tanto de la carga
méaxima como del desplazamiento correspondiente a
dicha carga.

Por su parte, el efecto fragilizador del hidrégeno a
cualquiera de las velocidades utilizadas también se ve

1500 1

1000 §

Load (N)

= = *Air - v=0.20 mm/min
—Hydrogen - v=0.26 mm/min| |

Hydrogen - v =0.20 mm/min
—Hydrogen - v =0.14 mm/min
——Hydrogen - v =0.08 mm/min
——Hydrogen - v =0.02 mm/min

0.5 1 1.5
Punch displacement (mm)

500 ¢

2

Load (N)

incrementado cuando aumenta la densidad de corriente
utilizada, debido, obviamente, a la mayor concentracion
de hidrégeno en las probetas.

Notese que el uso de una velocidad de ensayo mas
pequefia es mucho mas influyente que el hecho de
duplicar la densidad de corriente de carga electrolitica.
En otras palabras, cuanto mas tiempo se proporciona al
hidrégeno para difundir hacia la zona mas tensionada de
la probeta, mayor sera la acumulacién de hidrégeno en la
zona de proceso, lo que tiene un efecto mas acusado que
el hecho de tener una mayor concentracion de hidrégeno
en la superficie debido a la utilizacion de una mayor
densidad de corriente.

El efecto de las condiciones de ensayo utilizadas también
pudo ser observado en el aspecto de la fractura exhibida
por las muestras. La Figura 5 muestra el aspecto de
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Figura 4. Resultados ensayos SPT con probetas ensayadas in situ; (a) 1 = 0.50 mA/cm?; (b) | = 1.00 mA/cm?

18



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

Tabla 3. Resultados ensayos SPT con probetas ensayadas in situ.

Test condition ! v tfto Wt RRT HEI
(mA/cm?) (mm/min) () (N/mm) (%) (%)
Air - 0.20 0.34  7442.00 - -
0.26 0.54  5421.69 69.70 25.77
0.20 0.71 5964.68 43.94 51.45
0.50 0.14 0.79 3918.95 31.82 53.02
0.08 0.80 3132.711 30.30 66.62
In sity 0.02 0.93 2635.53 10.61 71.42
0.26 0.47 5576.53 80.30 29.02
0.20 0.54 3646.81 69.70 2211
1.00 0.14 0.65 3529.08 53.03 47.83
0.08 1.00 2507.78 0.00 58.30
0.02 0.85 2146.69 22.73 64.92

algunas de las muestras. En dicha figura también se
incluyen iméagenes de las secciones transversales de las
probetas utilizadas para la medida del espesor final de las
mismas en la zona de rotura. Es facil observar como el
diametro de la zona de rotura disminuye con la velocidad
de desplazamiento. Ademaés, y para una velocidad de
ensayo determinada, el tamafio de dicha zona disminuye
cuando se utiliza una densidad de corriente mas elevada.
Lo mismo ocurre con las fisuras secundarias, que
partiendo de la rotura central se extienden en direccién
radial, y que indican una tendencia a un comportamiento
mas fragil.

Teniendo en cuenta las expresiones (2) y (3) es posible
calcular la susceptibilidad del material a la FPH para las

v =0.26 mm/min v =0.20 mm/min \

0.50 mA/cm?

I

)
—
=
o

<
P~
=

I

0.18 mm/min Y

diferentes condiciones de ensayo. Al representar
graficamente la evolucion de los valores RRT (Figura 6a)
y HEI (Figura 6b) frente a la velocidad de ensayo, se
observa una clara tendencia en los resultados. La
disminucion de la velocidad de ensayo proporciona un
mayor tiempo para que el hidrégeno difunda hacia las
zonas mas tensionadas, lo que provoca que se necesiten
menores valores de carga y desplazamiento para
provocar el fallo, obteniéndose, en consecuencia,
mayores indices de fragilizacion, definidos a partir de la
energia en carga méaxima (Figura 6b). Dichas
condiciones criticas, se alcanzardn, ademéas, a menores
valores de deformacion, por lo que si la velocidad de

0.08 mm/min v=0.02 mm/min

Figura 5. Fractografias y secciones transversales de probetas SPT ensayadas in-situ
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Figura 6. Resultados ensayos SPT con probetas ensayadas in situ; (a) | = 0.50 mA/cm?; (b) | = 1.00 mA/cm?

ensayo es baja, el espesor de las probetas en la zona de
fractura apenas se habra reducido, obteniéndose valores
de RRT muy bajos, que iran creciendo con la velocidad
de ensayo.

CONCLUSIONES

Se ha puesto a punto una metodologia para la realizacion
de ensayos SPT con carga de hidrégeno in-situ,
demostrandose que, al menos en las condiciones
analizadas, no es necesario realizar una precarga de
hidrogeno previa al ensayo mecanico.

El efecto fragilizador del hidrégeno aumenta conforme
disminuye la velocidad de ensayo y aumenta la densidad
de corriente utilizada.

Se ha validado que los pardmetros HEI y RRT permiten
cuantificar de manera precisa el fendémeno de
fragilizacion por hidrégeno en los distintos escenarios
evaluados.

Este fendmeno también puede definirse cualitativamente
a través de la evaluacion de las superficies de rotura. El
didmetro de rotura de la muestra cambia de acuerdo a la
condicién de ensayo dado que influyen en la posicion de
acumulacion critica de hidrégeno.
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CCC specimen: A novel specimen for FCG studies under plane strain conditions
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ABSTRACT

Fatigue crack growth is usually studied using CT or MT specimens, which have through-thickness cracks. Plane strain
conditions are assumed to exist for relatively thick specimens (t>10 mm), while plane stress state is studied considering
thin specimens (t<4 mm). However, the crack front has always corner points, even in thick specimens, and interior regions
even in thin specimens, therefore pure stress states are never reached. A novel specimen is proposed here, able to simulate
pure plane strain conditions. It is a cylindrical specimen with central crack, obtained by additive manufacturing. There
are no corner points along crack front, which propagates keeping a circular shape. Therefore, all the complexities
associated with crack shape, corner points and variation of crack closure along crack front are avoided. The specimens
may be used to develop comparative studies in air and vacuum, avoiding expensive vacuum chambers. Ti6Al4V titanium
alloy specimens were produced by SLM with a diameter of 10 mm, and the effectiveness of the concept was proved.
However, the measurement of crack length inside the specimen is a challenging task. A numerical approach was followed
to determine crack length from compliance measurements.

KEYWORDS: Fatigue crack growth, Plane strain; Novel specimen; Central crack

1. INTRODUCTION difficult to define and is expected to depend on crack
angle at the surface. FCG produces a fast convergence to
iso-K shapes, i.e., to crack front shapes having a constant
distribution of AK. Another main issue in this context is
the variation of plasticity induced crack closure (PICC)
along crack front. There is a great controversy about the
relevance of this phenomenon on FCG, however there is
a consensus that crack closure is much more relevant for
plane stress state compared with plane strain state [7].
Also, the numerical studies showed lower values of PICC
for plane strain state compared with the plane stress state
[8]. The extent of near surface region having a significant
level of PICC is also an important issue. Camas et al. [9]
showed that the surface region increases with K in C(T)
specimens.

In summary, the use of through cracks in the study of
FCG involves several issues, namely the complex shape
of the cracks which is greatly affected by crack closure
phenomenon. There is a great uncertainty about the
dominant stress state, or even of the extent of surface
region near corner points. Therefore, it would be
interesting to have specimen geometries with pure stress
states and well defined geometry of the crack front. The
main objective of this paper is to propose a specimen
geometry which permits pure plane strain state along the
whole crack front. This geometry takes advantage of the
novel additive manufacturing technologies, in order to
introduce a central crack in a cylindrical geometry.

Fatigue crack growth (FCG) in metals is typically studied
using da/dN-AK plots obtained experimentally in C(T) or
M(T) specimens [1,2]. These geometries have through-
thickness cracks, being the interior region usually
assumed to have plane strain conditions, while the near
surface regions are expected to have plane stress state.
Specimens with a thickness lower than 4 mm are usually
assumed to be under plane stress state [3], while
specimens with a thickness higher than 10 mm are
considered to have a dominance of plane strain state [4].
However, even very thick specimens have surface
regions, which may be expected to influence FCG rate.
On the other hand, thin specimens still have interior
regions. Therefore, the use of specimens with through-
thickness cracks does not permit pure stress states and
there is a great uncertainty about the influence of residual
stress states. Branco et al. [5] proposed the use of lateral
notches on through-thickness cracks in order to reduce
the extent of surface region and promote plane strain
state, but this does not eliminate the corner points and its
effect on FCG. In fact, the corner points are a source of
complexity. The order of singularity depends on
Poisson’s ratio of the material and on the intersection
angle of the crack with the free surface [6]. The extent of
surface regions is also
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Therefore, it is named CCC specimen: Cylindrical with
Central Crack. This specimen is an excellent opportunity
to finally obtain results for pure plane strain state, which
can be compared with results from classical geometries.
The novel specimen geometry may also have a second
interest. In fact, since the crack is inside the cylindrical
specimen, the atmosphere is not accessible to the crack
front. The effect of environment is particularly relevant
for relatively low values of FCG rate, namely in region |
of da/dN-AK curves [10]. The effect of environment is
typically studied using vacuum chambers, which are
complex and expensive.

2. PROOF OF CONCEPT

The validity of the proposed concept was tested in
specimens made of Ti6AI4V titanium alloy. Figure 1
presents the geometry proposed for the novel specimen.
It is a cylindrical geometry with a larger diameter at the
extremities for the fixation in the testing machine. In the
working area the specimen has a diameter of 10 mm. The
interior crack is nearly cylindrical, having an initial
diameter of 0.5 mm and a thickness of 0.2 mm. The only
technical requirement is the existence of an internal
defect at the centre of the specimen. The size and shape
of this defect is not a problem for crack propagation
studies. A similar geometry was defined for crack's
behavior comparison, as illustrated in Figure 2. In this
geometry a small tunnel was included along the axis of
the specimen, with a diameter of 0.4 mm, providing
access of air to the crack front region. The objective is to
compare FCG results from both specimens, in order to
evaluate the effect of vacuum. The grips of the testing
machine do not prevent the passage of the air.

The specimens were synthesized by Lasercusing® with
layers growing towards the direction of loading
application. The samples were processed using a The
ProX DMP 320 high-performance metal additive
manufacturing system, incorporating a 500 W fiber la-
ser. Powders were deposed, layer by layer, with
approximately sixty microns thickness. Metal powder
was the titanium Ti6Al4V Grade 23 alloy. The deposition
plane was coincident with the plane of the cross section
of specimens, which were built with layers of 30um.
After samples production, they were submitted to a heat
treatment of residual stress relief that consisted on
heating the samples up to 670°C. The samples were then
kept at this temperature for five hours and then cooled at
room temperature. After all processes the specimens
were machined and polished for the final dimensions.
The fatigue tests were carried out in a servo hydraulic
machine, applying a sinusoidal wave under force-
controlled conditions at R=0, room temperature and 15
Hz of frequency. The maximum load was 30 kN, which
gives a maximum remote stress of 382 MPa. Marking
was made with the application of overloads with an
overload ratio of 2. These overloads were applied when
the displacement range increased 0.002 mm. This
displacement was measured using a 12.5 mm gauge
length extensometer that was directly clamped to the
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gauge zone of the specimen. The a-N curves were
obtained with the recorded number of cycles between
overloads and the distance between each overload.
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Figure 1. (a) Cylindrical specimen with internal crack
(mm); (b) Real specimen produced by SLM.
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Figure 2. Cylindrical specimen with internal crack and
access to external environment (mm).

The cracks systematically initiated from the central
defect, which indicates that the AM process is adequate
to produce artificial defects in components. Figure 3
shows two representative examples of fracture surface.
Figure 3a resulted from crack propagation in air while
Figure 3b resulted from crack propagation in vacuum.
The cracks propagated from the central defect assuming
a circular shape in both cases, as can be observed in
Figure 3 (white arrows). The red arrows in Figures 3a and
3b indicate the overload marking and the final fracture.
The presence of the air, Figure 3a, led to a more irregular
fracture surface with the overload marks less visible. Mi
and Alliabadi [11] numerically studied the propagation
of central cracks in cylindrical bars and predicted circular
shapes, as obtained here experimentally. Juneta et al. [12]
also observed circular shapes using synchrotron
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tomography in situ testing. The deviation from a circular
shape indicates a deviation from axial loading to a mix
between bending and tension.

Final fracture

Figure 3. Fracture surfaces. (a) Crack propagation in
air. (b) Crack propagation in vacuum.
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Figure 4. Effect of environment on a-N curves
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The resulting a-N curves are presented in Figure 4,
highlighting that FCG life in vacuum is higher than in air.
In other words, for the same crack extension, the number
of cycles to achieve the crack extension is higher in
vacuum, which means that the FCG rate in vacuum is
lower than in air.

The applicability of the concept of CCC specimen is
therefore proved. The main problem of specimens with
central crack is the difficulty of measurement of crack
length inside the specimen. The crack length is usually
measured optically on the surface of C(T) or M(T)
specimens, as recommended in standards [1,2]. In
internal cracks this is not possible, therefore indirect
measurements of crack length are required. This is a
challenging task which falls in the field of structural
health monitoring, which is a powerful tool of modern
industry able to continuously evaluate the fatigue damage
of engineering parts. The solution adopted here consisted
in the use of an extensometer to detect small variations
of compliance and the marking of fracture surfaces with
overloads. However, for small crack lengths there is a
minor variation of compliance, which is very difficult to
detect with the extensometer. Besides, the use of
overloads as marker bands has a local effect on FCG,
increasing the fatigue life. The plane strain state reduces
this negative effect of overload marking, since the
application of overloads in through-thickness cracks is
felt essentially near the corner points. Anyway, there is
some effect on fatigue life. Alternative approaches may
be proposed for crack length measurement, namely:

- the use of synchrotron tomography and in situ testing
[12]. However, this needs complex equipment which is
not easily available. Additionally, it would not be easy to
place the mechanical device needed to apply the load,
inside the tomography equipment.

- use of vibration analysis to measure crack length. The
resonant frequency depends on material properties and
geometry. The presence of defects may change the
resonant frequency. Macek et al. [13] proposed the use
of the changes in the dynamic response, using uniaxial
acceleration sensors, enabling the correlation of the
stiffness variations with the crack length.

- use of potential drop. A similar problem exists in tests
at elevated temperature inside a furnace even using
standard specimens [14]. Therefore crack length was
measured using potential drop. Small wires made of
titanium were welded to opposite flanks of the notch, and
the crack growth produces an increase of potential drop.
A calibration curve was used to obtain crack length from
potential drop measurements. Campagnolo et al. [15]
studied fatigue crack initiation and propagation phases of
cylindrical ~ circumferentially notched  specimens
characterized by different values of the notch tip radius.
Crack length was monitored by the electrical potential
drop method, and the calibration curves were derived by
means of electrical FE analyses.

- The variation of compliance is an alternative solution to
measure the crack length. This is also proposed in ASTM
standard for the measurement of crack length in C(T) and
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MT specimens. This solution is studied numerically in
here.

3. CRACK MEASUREMENT
COMPLIANCE VARIATIONS

USING

The finite element mesh of the solid specimen is
presented in Figure 5. Three distinct zones were
considered to reduce the computational times: a very
refined zone with an element size of 8um, transversal to
the specimen in the lower part; the transition zone and the
coarser mesh area. For this same purpose only ¥ of the
specimen’s geometry is modelled. In the end 21427
linear 2D finite elements and 21837 nodes were
employed, the simulations were run considering
axisymmetric conditions. The CCC specimen was
subjected to constant amplitude load cycles, in Mode I,
varying between Fmin=1600 N and Fmax=16000 N. This
leads to a stress ratio R=0.1.
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Figure 5. Finite element mesh of the CCC specimen.

The material considered in this study was an aluminium
alloy. The numerical compliance is evaluated using:

AL
T AF

¢ 1)
where 4L and AF denote the gauge length variation and
applied force variation, respectively. Figure 6 presents
the evolution of compliance with crack length, a, at three
distinct measurement points. The compliance is
normalized with the axial coordinate of the measurement
point while a is normalized by specimen’s radius. For
low crack sizes (a/R<0.4), the variation of compliance is
very small, which is not interesting to identify crack
length from compliance variations. On the other hand, for
larger crack lengths there is a significant influence of
crack length and measurement point on compliance
values.

To measure an increment in the crack size Aa, it is
necessary to measure the difference between the
compliances, AC, for the initial and final crack size, On
this way, if Aa to be measured is very small, then the
required AC to be captured will be also very small, and
possibly below the experimental precision. Moreover,
the minimum Aa that can be measured experimentally is
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related to the minimum AC that may captured.
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Figure 6. Compliance versus crack length.

Trend lines were added to curves, similar to those shown
in Figure 6, but without the y coordinate normalisation.
The derivative of each trend line allows to knowing the
accuracy on the AC measuring required to compute the
minimum capturable crack size increment. Inversely it
also allows to calculate the required AC measuring
precision to capture the desired Aa. The Compliance
derivatives are:

dc a2 a
=596%10"%(=) —2.76%107%(—
AR, s 00 ® ® @
+255%1077
4@ = 6.80 x 107 (%)2 — 244
d(g) o528 @)
£1076 (%) +1.85%1077
dc a2
=681+10"%(=) —2.36
(7)., ) (4

x 1076 (%) +1.72%1077

4. STRESS INTENSITY FACTOR SOLUTION
The K solution is important to develop FCG studies in

the CCC specimen. Benthem [15] proposed the following
solution:

K = Yoma
(5)

o =

Vi-o

1-32
1)

: (6)

nR
2 5

Y= (14050~ 22 +0.2682°)
T 8

(7 3)

where F is the applied force, Rs is specimen’s radius, as
illustrated in Figure 1, and A=a/R. Alegre et al. [16]
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calculated the SIF using the path independent J-integral
parameter. The stress intensity factor is obtained using:

K = Yovna (8)

The remote stress is also given by equation 6 while the
geometric factor is presented in Table 1. A polynomial
function was fitted to the geometry factor:

Y =1.9619A% - 1.7342)% + 0.754122 - 0.11031 +  (9)
0.6424

This solution was defined for 1<0.8, therefore for a
shorter range than the values in Table 1. The average
difference between Jesus’s solution and Benthem’s
solution is only 0.39%, which is a good indication for the
accuracy of both solutions.

A comparison was made with K solutions for CT and MT
specimens, as illustrated in Figure 7. Note that the CCC
specimen specimen has a fastest variation of K with crack
length, which is associated with the change of cross-
section area.

Table 1. Geometric factor.

a/lR Y
0.05 0.6386
0.2 0.6398
0.4 0.6582
0.6 0.7274
0.8 0.9525
0.95 1.8441
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Figure 7. K solution: Comparison with other specimen
geometries.

4. CONCLUSIONS

25

A novel cylindrical specimen with a central crack is
proposed, in this work, to study fatigue crack growth
under pure plane strain conditions in both air and vacuum
environments. The specimen is produced by additive
manufacturing, which permits the positioning of the
crack at a central position. The proof of concept was
made with Ti6Al4V titanium alloy specimens with a
diameter of 10 mm produced by SLM. The specimens
were tested and the crack propagated as expected,
producing circular crack shapes. Marking with overloads
was used to measure crack length, in order to obtain a-N
curves. The crack grows keeping a circular shape,
without corner points. This avoids different issues,
namely the effect of crack shape on compliance changes.
Besides, any departure from pure circular shape is an
indication of incorrect loading alignment.

The only disadvantage identified is the difficulty in
measuring crack length inside the specimen. A numerical
study of compliance changes was developed using an
axisymmetric numerical model. The compliance has a
low sensitivity to crack length changes up to a/R=0.4,
being a the crack length and R the specimen’s radius.
Analytical solutions are proposed for dC/da, being C the
compliance, based on the numerical results.

Finally, the K solutions found in literature for the CCC
specimen, were compared, showing a perfect match.
Besides, they are compared with the solutions for CT and
MT specimens.
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RESUMEN

La caracterizacion de las propiedades mecanicas de tubos en la direccion circunferencial es de interés tanto desde el punto
de vista cientifico como industrial. Los tubos fabricados sin soldadura (tubos sin costura) suelen presentar anisotropia en
cuanto a sus propiedades mecénicas si se consideran las direcciones longitudinal y transversal. Se han venido utilizando
diferentes tipos de ensayos tecnoldgicos, como el ensayo de expansion o el de abocardado, que presentan inconvenientes
a la hora de obtener valores de propiedades mecanicas. En este trabajo se aborda la aplicabilidad del ensayo de traccion
circunferencial de un anillo obtenido del tubo a caracterizar (Ring Hoop Tension Testing- RHTT) con algunas
simplificaciones en el utillaje utilizado. Se trata, por una parte, de eliminar la necesidad de fabricar un utillaje para cada
diametro de tubo y, por otra parte, de determinar la influencia de estos cambios a la hora de estimar las propiedades
mecénicas de interés. Con este fin se han realizado simulaciones numéricas MEF y se han llevado a cabo ensayos
experimentales para obtener una vision de las posibles dificultades que presentaria la aplicacion de la metodologia
propuesta.

PALABRAS CLAVE: Ensayo de traccion circunferencial de anillos, Ensayo de anillos miniatura, limite elastico, tubos,
tuberias.

ABSTRACT

The characterization of the mechanical properties of tubes in the hoop direction is of interest from both a scientific and
an industrial point of view. Tubes manufactured without welding (seamless tubes) tend to show anisotropy in terms of
their mechanical properties when considering the longitudinal and hoop directions. Different types of technological tests
have been used, such as the expansion test or the tube-end flaring test, which have drawbacks when it comes to obtaining
mechanical property values. This work addresses the applicability of the circumferential traction test of a ring obtained
from the tube to be characterized (Ring Hoop Tension Testing-RHTT) with some simplifications in the tooling used. The
aim is, on the one hand, of eliminating the need to manufacture a tool for each tube diameter and, on the other hand, of
determining the influence of these changes when estimating the mechanical properties of interest. For this purpose, FEM
numerical simulations have been performed and experimental tests have been carried out to obtain a vision of the possible
difficulties that the application of the proposed methodology would present.

KEYWORDS: Ring Hoop Tension Testing, Small Ring Test, yield strength, tubes, pipes

INTRODUCCION de fabricacion, y a la introduccion de deformacién
plastica en frio para incrementar las propiedades

La caracterizacion de tubos en la direccion mecénicas finales del producto.

circunferencial tiene especial interés desde el punto de

vista industrial y ha impulsado a los investigadores a Tubos y tuberias se pueden ensayar en la direccion

buscar métodos adecuados para su caracterizacion. longitudinal con ensayos de traccion normalizados segun
ASTM E8 o I1SO 6892. Sin embargo, es complicado

Generalmente el proceso de fabricacion de elementos desarrollar un procedimiento igual de robusto para

tubulares desarrolla propiedades mecénicas anisétropas ensayar el material del tubo en la direccion

en el producto final. Esto es debido a la formacién de circunferencial, y asi obtener las propiedades mecanicas

microestructuras orientadas en la direccién longitudinal en esa direccion.
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Dentro de los ensayos normalizados se pueden encontrar,
de una parte, aquellos que estan orientados a obtener la
capacidad de carga de la tuberia durante el ensayo, sin
estimar las propiedades mecanicas del material. De otra
parte, se encuentran aquellos ensayos normalizados
orientados a la obtencion de las propiedades mecanicas
longitudinales. En el primer grupo se encuentran el
ensayo de aplastamiento (ISO 8492), el ensayo de
traccion de anillo (ISO 8496), el ensayo de abocardado
(1SO 8493), el ensayo de doblado de collarin (ISO 8494)
y el ensayo de expansion de anillo (ISO 8495). En el
segundo grupo se encuentran los ensayos normalizados
de traccion de tubos anteriormente mencionados.

Los investigadores han mostrado un notable interés en el
desarrollo de nuevas metodologias de ensayo para la
estimacion de las propiedades mecénicas en la direccion
circunferencial:

1. Mediante ensayos de expansién de tubos
[1,2,3] que requieren la introduccidn de presion
interior. ES necesario un equipo de ensayo
complejo y un disefio seguro.

2. Mediante la aplicacion de métodos
cuantitativos [4,5] al ensayo de abocardado
(ISO 8493).

3. Mediante el ensayo de traccion circunferencial
(RHTT-Ring Hoop Tension Test) [6,7,8,9]

Dentro de esas metodologias, los investigadores han
mostrado especial interés y hay un ndmero de
publicaciones significativo en relacion con el ensayo
RHTT. En este ensayo se utilizan utillajes de seccion
semicircunferencial con diametro igual al diametro
interior del tubo a ensayar. De esta manera no se produce
flexion del anillo durante el ensayo, pero requiere un
utillaje especifico para cada didmetro de tubo. Este
ensayo utiliza geometrias simples para el utillaje, y el
estado tensional en la zona de interés estd proximo al
ensayo estandar de traccion. Sin embargo, el ensayo
presenta la dificultad de su dependencia con el
coeficiente de friccién entre el utillaje y la probeta.

A — Pin superior
Il - Probeta

7 Pin inferior

Figura 1. Configuracién del ensayo RHTT.

En comparacion con el ensayo RHTT la configuracion
del ensayo definido en la norma 1SO 8496 es mas simple
y no requiere utillajes ad-hoc para cada tamafio de
probeta. Con esta misma configuracion Kazakeviciute et
al. [10] definieron el ensayo miniatura de anillo (SRT-
Small Ring Test) en el que la probeta tenia 11 mm de
diametro exterior y 9 mm de didmetro interior, y un
espesor de 2 mm. Los pines de didmetro 2,5 mm
introducian la carga de traccion. En una investigacion
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reciente Rouse et al. [13], estimaron con el ensayo SRT
la variacion de las propiedades mecénicas en un volumen
de la aleacion de titanio Ti-6Al-4V obtenido por
fabricacion aditiva. Al igual que en otros ensayos
miniatura, en el ensayo SRT es necesario establecer
correlaciones entre los valores obtenidos en la curva del
ensayo Y las propiedades a determinar.

Figura 2. Configuracion del ensayo RHTT modificado.

En el presente trabajo se realizd6 un estudio de la
configuracién propuesta por la ISO 8496 y por
Kazakeviciute et al. [10]. Para ello, se utiliz6 un modelo
de elementos finitos. En primer lugar, se simuldé una
probeta con las dimensiones indicadas en el parrafo
anterior, y posteriormente se amplio el andlisis a otras
geometrias tubo-utillaje 'y diferentes propiedades
mecénicas del material para observar la influencia en la
curva fuerza-desplazamiento del ensayo RHTT
modificado utilizando pines pequefios. Se desarrollaron
correlaciones del ensayo RHTT modificado con el limite
eléstico oy en la direccion  circunferencial.
Posteriormente se compararon los resultados analiticos
con ensayos experimentales realizados sobre tubos de
aleaciones de cobre y de aluminio.

ESTUDIO DEL ENSAYO RHTT MODIFICADO

Se realizaron simulaciones con el programa ANSYS
Mechanical 2021 R1. EI modelo simulaba una probeta
con didmetros interior y exterior de 9 y 11 mm
respectivamente, y espesor de 2 mm. Los pines superior
e inferior tenian 2,5 mm de didmetro. Se utilizé un
modelo 3D con elementos hexaedricos cuadraticos con
simetria en los tres planos ZY, XZ e YZ y por lo tanto en
la imagen del modelo se representa Unicamente la mitad
del espesor. Se utilizdé un coeficiente de friccion de 0,1
para el contacto entre pin y probeta.

Como modelo de material se utiliz6 un modelo elastico
lineal is6tropo y un modelo multilineal con
endurecimiento isotrépico  para  simular el
comportamiento elasto-plastico de la probeta. Se aplico
el modelo potencial de Ramberg-Osgood de la ecuacién
(1), donde n y K son coeficientes de endurecimiento, o
es la tension real, ¢, es la deformacion plésticay, op es el
limite de proporcionalidad.

=)

1)



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

Figura 3. Modelo 3D para el RHTT modificado.

Tabla 1. Tabla de materiales hipotéticos usados en las

simulaciones.
Ref. E v | op(MPa) n oy (MPa)
(GPa)

Mat Pin 200 0,3 N/A N/A N/A
3D/HM1 200 0,3 200 5 229,7
3D/HM2 200 0,3 200 10 2144
3D/HM3 200 0,3 200 30 204,7
3D/HM4 200 0,3 500 5 574,3
3D/HM5 200 0,3 500 10 535,9
3D/HM6 200 0,3 500 30 511,7
3D/HM7 200 0,3 1000 5 1148,7
3D/HM8 200 0,3 1000 10 1071,8
3D/HM9 200 0,3 1000 30 1023,4
3D/HM10 150 0,3 200 5 2144
3D/HM11 100 0,3 200 10 2144
3D/HM12 50 0,3 200 30 2144

Se definieron un conjunto de 12 materiales, (tabla 1), de
acuerdo con el modelo de Ramberg-Osgood
anteriormente indicado y se calcul el limite elastico para
un valor de deformacion de K=0.002.

Se establecieron tres valores para el coeficiente de
endurecimiento n (5, 10y 30) y tres valores para el limite
de proporcionalidad (200, 500 y 1000 MPa). Valores
pequefios de n indican un mayor endurecimiento.

La figura 4 muestra como un incremento en el limite de
proporcionalidad alarga la zona eléastica de la curva 'y a
su vez un mayor endurecimiento por deformacién (menor
n) incrementa la pendiente de la zona pléstica de la curva.

La figura 5 muestra la influencia del médulo de Young
en la zona inicial y la superposicion de las curvas en la
zona plastica.
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0 0.5 1 1.5 2 25 3 35 4
Desplazamiento del pin (mm)

Figura 4. Curvas carga-desplazamiento del modelo 3D
para los materiales HM1 a HM9.
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Figura 5. Curvas carga-desplazamiento del modelo 3D
para los materiales HM2, HM10, HM11 y HM12.

La pendiente inicial de la curva est4d directamente
relacionada con el médulo de Young y por lo tanto se
puede establecer una relacién lineal entre ambos.
E = 123 Slope;y,; 2
Al igual que se hace con otros ensayos, como el “Small
Punch Test-SPT”, se pueden establecer correlaciones
entre valores de la curva RHTT y los valores
caracteristicos del material que se obtienen en el ensayo
de traccion uniaxial. Al haber una clara diferencia entre
la zona elastica y la zona plastica se puede trazar una
paralela a la zona el&stica a una cierta distancia y buscar
el punto de corte para obtener la carga correspondiente Py
que se correlacionaria con el valor del limite elastico del
material. El desplazamiento, “offset”, puede ser
analizado para encontrar un 6ptimo. En la figura 6 se
muestra la obtencion del punto de interseccién para un
valor de desplazamiento de 0,05 mm, y en la figura 7 la
correlacion entre Py y oy.
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140
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Desplazamiento del pin ( mm)

Figura 6. Método de la interseccion para la estimacion
del limite elastico con el ensayo RHTT modificado.
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Figura 7. Correlacion de Py con el limite elastico oy
para un desplazamiento de 0,05.

En este estudio se observo que se alcanzaba un minimo
para la desviacion tipica para un valor del desplazamiento
de 0,15 mm obteniéndose la ecuacién de correlacién (3)

oy =2,136 P, ®)

AMPLIACION DEL METODO DE ENSAYO A
TUBOS CON DIFERENTES GEOMETRIAS.

Para extender el método de ensayo a tubos sin soldadura
con diferentes geometrias, se realizd un estudio mediante
un modelo de elementos finitos considerando los
siguientes valores geométricos: ratio de esbeltez (Dext/t
= [11, 20, 30, 40]), espesor (t = [0,5, 1,0, 2,0]mm), y
anchura (w = 1,0 mm). Se utiliz6 el modelo 2D
simplificado de la figura 8. En la tabla 2 se listan los
materiales utilizados. Las combinaciones de geometrias
y materiales dan lugar a un total de 96 simulaciones.
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Planos de smema‘,\

Figura 8. Modelo 2D simplificado

Tabla 2. Tabla de materiales hipotéticos para el ensayo

de tubos.

Ref. E(GPa) | v op (MPa) n oy (MPa)
2D/HM1 50 0,3 50 5 57,4
2D/HM2 50 0,3 50 30 51,2
2D/HM3 50 0,3 500 5 574,3
2D/HM4 50 0,3 500 30 511,3
2D/HM5 200 0,3 100 5 114,9
2D/HM6 200 0,3 100 30 102,3
2D/HM7 200 0,3 1000 5 1148,7
2D/HM8 200 0,3 1000 30 1023,4

Se compararon las curvas resultantes del modelo 3D y del
modelo 2D y se consideraron las pequefias diferencias
como asumibles en aras de un menor coste
computacional.

El diametro del pin utilizado para las simulaciones fue de
10 mm. Se ha de tener en cuenta que dicho didmetro
afecta a la geometria de la curva. Sin embargo, estas
diferencias se hacen minimas para valores bajos de
desplazamiento. Se ha estimado que, para valores
inferiores a 10 mm de desplazamiento del punto de
interseccion utilizado en la correlacion del limite
elastico, el diametro del pin no afecta significativamente
a los resultados.

A partir de los resultados de las simulaciones de las 12
geometrias consideradas con los 8 materiales definidos
se obtuvo el valor del “offset” que minimizaba la
desviacion tipica para cada geometria.

La figura 9 representa la superficie de respuesta de los
valores éptimos del “offset” respecto de la geometria del
tubo (t, Dext/t) que minimizaban la desviacién tipica de
acuerdo con la ecuacion (4).

of fset = t (0,0205 22 — 0,13) @)
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Figura 9. Correlacion de los valores 6ptimos del
“offset™ respecto de la geometria del tubo (t, Dext/t).

Se obtuvo el valor de la carga del limite elastico Py
teniendo en cuenta el valor del “offset” calculado con la
ecuacion (4) para cada una de las 96 combinaciones
geometria/material. El ajuste de la superficie de respuesta
polinomial de minimos cuadrados no lineales dio como
resultado la ecuacion (5) con R?=0,9837. El valor de w
se introduce en el denominador para tener en cuenta
espesores del anillo diferentes de 1 mm. La figura 10
representa el coeficiente de correlacidn o en funcién del
espesor y esbeltez del anillo de acuerdo con la ecuacién

).

0,5054 (Dext
t

1,789) (5)

t.w

O-
a:—y:
Py

I Sup. de correlacion
@® Simulacicnes 2D

15 ¢ (mm)

Figura 10. Coeficiente de correlacién a en funcion del
espesor y esbeltez del anillo.

RESULTADOS EXPERIMENTALES.

Se ensayaron tubos de dos aleaciones, una de aluminio
(Al 6063 T6) y otra de cobre (C12200 R360), en traccién
de tubos segun la norma 1SO6892 y traccion de anillos
RHTT.

La tabla siguiente (tabla 3). Nos muestra los resultados
de los ensayos de traccidn. La configuracion de los
ensayos RHTT fue la mostrada en la figura 11 con las
geometrias indicadas en la tabla 4
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Tabla 3. Propiedades mecéanicas obtenidas en el ensayo

de traccién.
Material E (GPa) | oy(MPa) | Gmax(MPa)
Al 6063 T6 69,5 208,8 2415
Cu C12200 R360 117,0 367,5 368,5
Cu C12200 R360 + 117,0 285 305,8
Recocido

Tabla 4. Geometria de las probetas RHTT.

Material Dexift t (mm) w (mm)
Al 6063 T6 21,46 0,92 4,00
Cu C12200 R360 25,88 0,85 4,00
Cu C12200 R360 + 25,88 0,85 4,00
Recocido

Figura 11. Configuracion experimental del ensayo
RHTT.

Las curvas experimentales que podemos observar en la
figura 12 presentan bien definidas la zona elastica y la
zona pléastica ya apreciadas en las simulaciones.

La estimacion del limite elastico en la direccion
circunferencial del tubo de Al 6063T6, que no tiene
acritud por trabajo en frio, dio un resultado muy cercano
al obtenido en el ensayo de traccion. La estimacion del
tubo de Cu C12200 R360 resultd en una estimacion del
limite elastico del 13,2% inferior al del ensayo de
traccion. Este resultado es coherente con un material
trabajado en frio en la direccion longitudinal del tubo.

2500 . —AI 6063 T6
Cu C12200 R360
150
2000 F
= 100
g 1500 r
o
< 50
& 1000t
0
500 F g
0
0 2

Pin displacement (mm}

Figura 12. Configuracion experimental del ensayo
RHTT.
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Tabla 5. Estimacion del limite elastico a partir de los
ensayos RHTT.

Material Offset Py oy (MPa) Error

(mm) (N) estimada (%)
Al 6063 T6 0,285 77,65 209,8 05
Cu C12200 R360 0,340 89,10 319,1 -13,2
Cu C12200 R360 + 0,340 79,60 285,1 -0,02
Recocido

Como comprobacion de la anterior afirmacion, se realizo
un tratamiento de recocido durante 1 hora a 400°C sobre
el tubo de la aleacién de cobre. Los resultados se
encuentran en las tablas anteriores y se observa un valor
estimado para el limite elastico muy préximo al valor
obtenido para la direccidn longitudinal.

CONCLUSIONES

Se ha disefiado un método para la estimacién del limite
elastico en la direccién circunferencial. Este método
establece una correlacién lineal entre la carga Py
obtenida trazando una linea paralela a la pendiente inicial
elastica del ensayo SRT a una distancia (“offset”) de 0,15
mm.

Se ha extendido el método para el ensayo de tubos sin
soldadura con el ensayo RHTT modificado. Se ha
determinado que para este ensayo, el valor del “offset”
que optimiza la correlacion y el valor del coeficiente de
correlacién dependen de la geometria del anillo
ensayado, y se han obtenido las ecuaciones que
determinan estos pardmetros. Con estas ecuaciones €s
posible realizar la estimacion del limite eléstico en la
direccion circunferencial.

Se han realizado ensayos experimentales con tubos sin
soldadura con propiedades presumiblemente isdtropas en
uno de los materiales y transversalmente isdtropas en el
otro. Se ha demostrado la influencia de la anisotropia en
el segundo caso dando un tratamiento térmico para
reducir el efecto del conformado en frio. Los resultados
de las estimaciones experimentales validan el modelo.
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RESUMEN

Los materiales estructurales que se encuentran en la naturaleza contienen interfases con geometrias complejas que per-
miten aumentar su tenacidad a la fractura aparente. La introduccién de la Fabricacién Aditiva por Capas (ALM o im-
presién 3D) abre un nuevo paradigma en términos de disefio de interfases, permitiendo la reproduccién de definiciones
geométricas inspiradas en la naturaleza. Este trabajo estudia experimentalmente el comportamiento mecédnico de inter-
fases estructuradas en probetas Double Cantilever Beam (DCB) frente a interfases planas estindar. Con este propdsito,
se propone un novedoso disefio del perfil estructurado incluyendo fibra a lo largo del contorno de los dientes que lo com-
ponen. Este disefio se efectué mediante impresién 3D en compuestos de fibra larga, logrando mejorar las capacidades
de resistencia en comparacién con los disefios anteriores. Los datos experimentales revelan un aumento notable de la
tenacidad a la fractura en comparacion con los perfiles de interfase plana estdndar. Los resultados obtenidos muestran los
beneficios potenciales para la generacion de conceptos de disefio novedosos con mejoras en las capacidades de resistencia
a la fractura.

PALABRAS CLAVE: Interfaces bioinspiradas, Interfaces estructuradas, Impresion 3D, Tenacidad a la fractura

ABSTRACT

Structural materials found in nature includes interfaces with complex geometries, which increase the apparent fracture
toughness of theses materials. The advent of current Additive Layer Manufacturing (ALM or 3D printing) opens a new
paradigm in terms of interface design, allowing for the reproduction of geometric definitions inspired by nature. This work
experimentally studies the mechanical behaviour of structured interfaces in Double Cantilever Beam (DCB) specimens
and compares them to the traditional flat interfaces. For this purpose, a novel structured profile design with fibre along
the contour of the teeth that compose the profile is proposed. This design was created using 3D printing in long fibre
composites, achieving improved resistance capabilities compared to previous designs. Experimental evidences reveal a
remarkable increase in fracture toughness compared to standard planar interface profiles. The results obtained show the
potential benefits for the generation of novel design concepts with improvements in fracture resistance capabilities.

KEYWORDS: Biomimetic interface, Structured interface, 3D printing, Fracture toughness

1. INTRODUCTION and penetration (figure 1). Specifically, they arrest crack
propagation and prevent catastrophic failure. Although
Natural resources such as bone, wood, and shells aided mimicking the properties of natural material is a complex
the technological development of humanity in its early process, the first steps in characterization, modeling, and
stages. As history advanced, these materials were grad- manufacturing have been taken. Such progress is encour-
ually replaced with synthetic compounds that performed aging the growing conviction that highly damage-tolerant
improve. Nowadays, scientists are inspired by the dis- bioinspired structures can be designed and manufactured.
tinctive qualities of the complex designs of natural struc-
tures, which can be lightweight and offer combinations Based on the idea of nature observation, a prospective
of mechanical properties that often overcome those of route for further research would comprise the exploita-
their components. Hence, natural organisms provide a tion of so-called structured interfaces. In particular, we
rich source of inspiration for novel ideas. They allow us refer this concept to the idea of non-planar interfaces with
to benefit from the vast number and diversity of solutions structural patterns (structured interfaces) in contrast to
that have been perfected over millions of years of evolu- standard flat interfaces. Several investigations have been
tion. A distinct aspect of these materials is that they use conducted in order to achieve a more profound under-
different structures or structural orientations to resist wear standing of the mechanical behavior of structural compo-
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(b)

Figure 1: Examples of bioinspired structural materi-
als. (a) A concentric hexagonal microstructure mimick-
ing the bone osteon structures. (b) A brick and mortar
microstructure in the nacreous layer of an abalone shell.
Adapted from [1].

nents, including curved or patterned interfaces, see e.g. [2—
51.

Within the context of composite materials, only a very
limited number of investigations have focused on the pro-
duction of composite components, including specimens
with biomimetic interfaces. Specifically, composites have
exhibited excellent capacities in terms of specific stiffness

and strength of composite materials (concerning their weight).

This has promoted that their incorporation in different en-
gineering applications has experimented an extraordinary
increase in the last decades. In particular, composite ma-
terials have been used extensively in strategic and highly
technological sectors such as aeronautical, space, auto-
motive, and energy.

From a practical point of view, the appearance and de-
velopment of emerging manufacturing technologies such
as 3D printing represents a new horizon with very attrac-
tive capabilities to produce biomimetic designs of differ-
ent materials and scales. This production technology al-
lows evaluating the mechanical response of components
that incorporate biomimetic concepts in the definition of
their interfaces directly through experimental tests.

However, relying on the main conclusions drawn in [6]
and subsequently in [7], current ALM production capa-
bilities show notable manufacturing limitation. Specifi-
cally, the principal limitation is related to the impossibil-
ity of using fibres at the structured profile region of the
specimen, which induce less toughness in such region
and could cause undesirable results, i.e. crack growth
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could not be confined to the interface, migrating to ad-
jacent regions of the specimen.

Thus, this study aims to conducting an exhaustive and de-
tailed investigation regarding the consideration of struc-
tural designs of elements of composite materials, which
include structured interfaces in their definition. The main
objective is manufacturing and testing structured inter-
faces including fibres around the contour in order to achieve
a better level of comprehension on the behavior of such
specimens against fracture phenomena with innovate de-
signs differing from those reported in [7] and with supe-
rior fracture resistance capabilities.

In the sequel, the organization of the document is as fol-
lows. In Section 2, the specimens design and fabrication
procedure are described. The experimental campaign will
be presented in Section 3. After a description of the ex-
perimental setup, a detailed analysis of the results and
their corresponding interpretation is carried out in Sec-
tion 4. Finally, the experimental comparison of two struc-
tured interface geometry types with respect to flat inter-
faces will be addressed in Section 5.

2. SPECIMEN DESIGN AND FABRICATION

This study compares flat interface vs. structured interface
using double cantilever beam (DCB) specimens. Both
specimen types consisted of two laminates bonded by an
intermediate very thin adhesive layer with identical over-
all dimensions: length, L =169 mm, width, W=25 mm,
thickness, #=4.8 mm, and the same initial crack tip po-
sition, which is located at a distance, ap=40 mm, from
the left side of the beams where the load is applied. A
schematic definition of design specimens according to the
specifications [8] and [9] is shown in figure 2.

The geometric considerations of the patterned interfaces
were designed following the guidelines of the best scenar-
ios discussed in [7] setting: three different wavelengths (4
=4, 6, 8 mm) and an amplitude of the pattern (A = 2 mm)
were determined. This leads to the structured configura-
tions: #; (1=8 mm, A=2 mm), #, (1=6 mm, A=2 mm)
and 13 (1=4 mm, A=2 mm). A sketch of the different
designs used is presented in figure 3. The same overall
dimensions were employed with flat interface specimens,
in order to guarantee a similar bending stiffness with re-
spect to the patterned specimens.

The specimens with flat and wavy interfaces were manu-
factured via additive manufacturing (AM) by using a 3D
printing equipment (MarkTwo® 3D-printer). The com-
posite printer employs Filament Fusion Fabrication (FFF)
technology through two printing media: (i) Composite
Base filament onyx (composed of micro carbon fibre filled
nylon) and (ii) Continuous Fibre Reinforcement (CFR).
Particularly, the production of hybrid onyx—fiberglass spec-
imens were considered. The mechanical properties of the
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Figure 2: Double cantilever beam (DCB) with a flat and
interface of length L, thickness h, width W and pre-crack
length ag. DCB with trapezoidal interface of parameters
amplitude A, and wavelength I. Magnified view of trape-
zoidal interface where is indicated the actual crack length
measured from the initial point (as ) and the projection of
the crack length as along the X-axis (ax) and the angle
of the leaning section is a = tan™! ‘%. Zoom view of ma-
terial used. '

flat
tl
t2

t3

Figure 3: 3D view of different interface configurations for
flat interface and structured interface: type 1 (1=8 mm,
A=2 mm), type 2 (1=6 mm, A=2 mm) and type 3 (1=4
mm, A=2 mm).

fiberglass reinforced material were: E1; = 25.75 GPa; E»;
= 1.13 GPa; v, = 0.37; G, = 0.88 GPa (determined ex-
perimentally in [6] and [10]).

A remarkable aspect of the ALM technique is the print
direction as reported in [11, 12]. The printed direction
in this study was set with the material deposition along
the width direction of the specimen (referred to as print-
ing in vertical direction). The main advantage of setting
the vertical direction as the printing direction was that
the structured profile could be manufactured using fiber-
glass, i.e. the reinforced fibre reached the contour of the
structured interface (figure 2). This led to an innovative
design of structured interfaces of in DBC-type compos-
ite specimens in comparison to those described in [13]
where reinforced fibers could not reach the region of the
structured profile.

Each of the beam halves that composed the DCB system
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consisted of 250 layers with 0.1 mm in thickness. The
production of hybrid onyx-fiberglass is considered in ev-
ery layer. The first and last layers of the vertical print
were totally produced using onyx to ensure the external
surface of the sample.

After machining the specimens, the dimensions and stan-
dard deviation values were checked. In this way, the av-
erage dimension of each configuration was +/— 0.5 mm
in width and +/— 0.1 mm in thickness, according to the
tolerances recommended in [9].

The two halves of each DCB coupon were bonded with
the adhesive EA 9394 at room temperature. The mechan-
ical properties of the adhesive are: ultimate strength o,
= 31.5 MPa, rupture strain €,,,, = 1.76%, Young’s mod-
ulus £ = 4.1GPa. These properties were obtained when
the adhesive was strained at 0.1 mm~' and cured for 45
min at 75 °C [14].

In order to guarantee an initial crack length (ap) in line
with standard DCB specimens, a teflon film was inserted
along the first 40 mm of each beam during the joining
process, generating a non-adhesion zone. This trip was
20 um in thickness approximately, preventing this zone
from being adhered to the epoxy and thus generating a
crack once the epoxy was cured. As a result, some de-
fects found in [7] were avoided. The precrack in [7] was
previously produced in the design printing, generating a
notch, resulting in higher initial values of critic load. Fi-
nally, the samples were cured at room temperature (con-
trolled) for a period of 6 days. In total, twenty specimens
were manufactured with the structured profiles described
above.

3. EXPERIMENTAL SET-UP

The experimental set-up, consisted of: (i) a mechani-
cal system to apply a tensile loading on the DCB spec-
imen, (ii) an imaging system to record the specimen dur-
ing crack growth. Tests were performed using an univer-
sal testing machine INSTRON 4482, with a load cell of 5
kN. The loading application was carried out by the adop-
tion of an uniform applied displacement of 0.5 mm/s at
one end of the specimens while recording the force of
corresponding reaction at this point, with the aim to cal-
culate the energy released in the test along the initial and
final crack length (a;= 50 mm and a;;,=110 mm).

The digital image correlation (DIC) technique was also
employed during each test, in order to track the strain
of the beams and the position of the crack tip. A ran-
dom speckle pattern was sprayed over the specimen sur-
face, and the corresponding images were acquired before
and after the fracture event. Figure 4 shows the map of
the vertical strain for a structured interface specimen. It
should be emphasized that before the propagation there
is a continuity of strain across the interface, which indi-
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Figure 4: Experimental set-up of structured interface
specimen with parameters A = 2mm and A = 4mm. Black
marks in the specimen indicate the projection of the ac-
tual crack length along the X axis in the position a,| =
50mm and a, = 110mm.

cates perfect bonding. Thereby, the specimen behaved
as a single homogeneous material until the crack prop-
agated along the interface. After that, it is possible to
observe where a discontinuity in the vertical strain field
occurred, which allows detecting the crack tip positions
instantaneously.

4. EXPERIMENTAL RESULTS

After conducting the tests, the most relevant events in
terms of crack propagation were identified with the as-
sistance of recorded images. These events were related
to the corresponding loading-displacement curve charac-
terized by different peaks, which indicates the stable/un-
stable of the crack evolution path at each tooth of the pat-
terned interface.

Figure 5 shows a representative load vs. displacement
curve to compare the general trend of each configuration.
Force values increase with higher ratio A/ A values, reach-
ing the higher value for the interface configuration A/A =
4 mm and the lower load value for the flat interface. Ana-
lyzing the experimental evolution of each curve, markers
correspond to the load and displacement values at which
the crack length reaches the locations a; = 50 mm and
a;., = 110 mm, in both flat and structured interfaces fol-
lowing trapezoidal patterns. The enclosed area between
the experimental curve and straight lines that connect the
origin with each marker represents the energy released in
each configuration. Note that similar stiffness values for
structured interfaces with respect to flat DCB samples are
obtained.

In order to perform a more detailed analysis of the crack
propagation phases during the tests, figure 6 depicts one
representative load-displacement curve and the DIC im-
ages at different phases for a structured interface A=2
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Figure 5: Representative load-displacement curve of

each interface configuration: flat interface (black), t

with A= 2mm and A= 8 mm (red), ty| with A= 2mm and

A= 6 mm (green) and t3 with A= 2mm and A= 4 mm
(blue).

mm and A= 8mm. This evolution curve is characterized
by different jumps with positive and negative slope re-
gion. Such jumps were due to the trapezoidal pattern
profile of the interfaces that caused a sequence of stable
and unstable crack propagation evolution. Specifically,
the positive slope regions during the evolution were at-
tributed to the stable crack growth along the positive in-
clined sections (marked in red in the sketch of the pat-
tern) arresting the crack growth, that was followed by an
unstable crack growth (marked in blue in the sketch of
the pattern) featuring to a drop in the load value.

More precisely, for the reported points in figure 6, after
the reloading until the first mark of the specimen (a;=
50 mm), the crack commenced to grow stably follow-
ing the positive slopping region of the pattern till reach-
ing point 1. At this point, the accumulated energy due
to the crack arrest was dissipated following an unstable
crack propagation by the horizontal and decreased re-
gion of the pattern until point 2. At this point, the crack
again commenced to grow stable by the increased region
of the pattern till point 3. Again, at this point, an un-
stable behaviour carried out by the horizontal and de-
creased region of the pattern that is reflected in the load-
displacement curve. This behavior is repeated until the
final mark of the specimen (a;,).

However, DCB specimens with structured interfaces prone
to develop mixed mode fracture conditions at the inter-
face. Accordingly, complying with the premise that en-
ergy is exclusively dissipated at the interface and for elas-
tic deformation of the DCB beams, it is necessary to dif-
ferentiate between two probable essential critical energy
release rate values [7, 15]:

(i) Considering the energy dissipated during the crack
propagation when the crack is extended along the
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Figure 6: A load-displacement for structured interface t1
(A=2 mm, A = 8 mm. Series of dynamic images of crack
propagation.

X-direction, defined by a, in figure 2, obtaining the
effective or apparent critical energy release rate, GX,
as a follows:

GX _ GHf(ax)

¢ = oW -ap) (D

where Il;(ay) is the energy dissipated during the
crack propagation when the crack grows an area
dA f =Wdax.

Alternatively, considering the energy dissipated dur-
ing the crack propagation when the crack is extended
along the S-direction, designed by a, in figure 2, ob-
taining the actual critical energy release rate, G35, as
a follows:

(ii)

GS - (9H_f(as)

¢ oW -as)

where Il¢(ag) is the energy dissipated during the

crack propagation when the crack grows an area

dA s = Wdag and S-direction is defined as the curvi-
linear pattern following the crack.

2

The results concluded that the higher A/A ratio was de-
fined, the higher improvements in fracture resistance val-
ues, GX and G3, regarding the flat design were obtained.
This result implies that when A=A increases, the contri-
bution of fracture Mode II at the local crack tip becomes
more significant. Indeed, because the findings of G¥ can
de understood as the crucial energy release rate required
to propagate a crack along the X-direction, greater values
of A=A result in the development of larger areas during
the interface crack propagation.

Therefore, a significant improvement in fracture resis-
tance performance is observed comparing the critical en-
ergy release rates for the structured interface configura-
tions with respect to flat interface DCBs. In comparison

37

to the reference flat values, the most unfavorable config-
uration (A/1=2/8) experienced an increment of the cor-
responding effective critical energy release rate around
333% in comparison to the reference flat value, whereas
the actual critical energy release rate was increased around
259%. Although these improvements in the fracture re-
sistance values are of considerable magnitude, the best
configuration in these terms showed an increment of the
effective and actual critical release rates around 973% and
563%, respectively. These impressive data clearly reveal
the potential crack resistance improvements that can be
achieved by means of the production of specimens with
structured interfaces (table 1).

4 aomi | cmd | g | ot
0 flat 61.40 61.40 1 1
2/8 266.25 220.55 4.33 3.59
2/6 317.74 238.3 5.17 3.88
2/4 658.88 407.16 10.73 6.63

Tabla 1: Average GX and GS and comparison of struc-
S

G)
and =
clflat*

. G¥
tured specimens regard to flat case & flat

5. CONCLUSIONS

Promising perspectives emanate from the experimental
results, where the fracture energy of the structured con-
figuration increases when compared to it of the straight
interface in the debonding process. Such enhancement of
the effective critical fracture toughness increases with the
ratio A/A.

Moreover, figure 8 represents a comparison of the relative
fracture energy for: (i) structured interface with the fiber
around the contour and (ii) structured interface with the
fiber in the horizontal layer [7]. These results show a
significantly increasing of the fracture energy ratio in the
case of specimens with the fiber around the tooth profile,
becoming a more robust system.

Consequently, the conception of new prototypes through
the use of novel ALM techniques can certainly mitigate
the onset and development of crack events in bonded com-
posite joints. In this way, such manufacturing capabilities
can contribute to foster innovative design scenarios for
the future generation of composite structural components
in practical applications.
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REVISION DE METODOLOGIAS PARA LA DETERMINACION DE LA TENSION UMBRAL EN
AMBIENTES AGRESIVOS MEDIANTE ENSAYOS SMALL PUNCH
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Superior de Ingenieros de Caminos, Canales y Puertos, Avda. de los Castros 44, 39005, Santander, Espafia

RESUMEN

El ensayo Small Punch es una técnica reciente para estimar propiedades a traccion, fluencia y fractura de materiales
metalicos en ambientes agresivos, y es considerada como una de las mas adecuadas para evaluar propiedades mecanicas
cuando hay escasez de material. Las primeras experiencias se llevaron a cabo pre-fragilizando las muestras en ambiente
y ensayandolas posteriormente al aire. Metodologias posteriores propusieron llevar a cabo los ensayos en el mismo medio
agresivo en que se habian pre-fragilizado las probetas para no perder parte de su capacidad fragilizante durante el ensayo;
en estos escenarios la velocidad de solicitacion tiene una enorme influencia. También otros trabajos han explorado la
utilizacion de cargas constantes gradualmente aumentadas hasta provocar el fallo de la probeta para la determinacion del
umbral. Finalmente, los trabajos mas recientes proponen aplicar al ensayo Small Punch la técnica de carga escalonada
recogida en ASTM F1624. En este trabajo, se presentan las guias de aplicacion de los ensayos Small Punch para
determinar la carga umbral en ambiente, basandose en los resultados en ambientes con fragilizacion por hidréogeno. Se
analiza el rango de velocidades de punzonado a emplear, asi como los tiempos de escalones a emplear y una correlacion
para estimar la tension umbral obtenida exclusivamente con ensayos Small Punch cuando se aplica la metodologia de
carga por escalones.

PALABRAS CLAVE: Small Punch, Técnica de carga por escalones, tension umbral, fragilizacion por hidrogeno.
ABSTRACT

The Small Punch Test is a recent technique, successfully used to estimate the tensile, creep and fracture properties of
metallic materials in aggressive environments. It is considered one of the most suitable options to evaluate the mechanical
properties when there is shortage of materials. The first tests were carried out pre-embrittling samples in the corresponding
environment and then testing them in air. Subsequent methodologies proposed tests in the environment after prior
embrittlement of the samples in it, so as not to lose part of the embrittlement capacity during the test; in these scenarios,
the rate has an enormous influence on environmental characterizations. Finally, the most recent works propose applying
the step loading technique from ASTM F1624 to the Small Punch test. In this work, guidelines for the application of the
Small Punch tests to determine the threshold load in the environment are presented, based on the results in hydrogen
embrittlement environments. The ranges of punching rates to be used are analysed, as well as the step times to be used
and a correlation to estimate the threshold stress obtained exclusively by Small Punch tests when the step loading
methodology is applied.

KEYWORDS: Small Punch, Step loading technique, Threshold stress, Hydrogen embrittlement.

1. INTRODUCCION necesario para la fragilizacion completa de las muestras,
la velocidad de punzonado 6ptima o la novedosa técnica

Cuando se caracterizan componentes en servicio, no de escalones, son abordados.

siempre es posible mecanizar probetas con las

dimensiones exigidas por la normativa. El Small Punch 2. EL ENSAYO SPT

Test, SPT, o ensayo en miniatura de punzonado, es una

solucioén alternativa a los ensayos estandar que ha El ensayo SPT consiste en una probeta plana de pequeiias

demostrado su utilidad para la caracterizacion de dimensiones que es punzonada hasta su rotura; fue

materiales en ambientes agresivos. En este articulo se utilizado por primera vez en 1981 en el Instituto de

realiza una revision de las metodologias existentes para la Tecnologia de Massachusetts (MIT). En las décadas

caracterizacion de materiales metalicos en escenarios de posteriores, el SPT ha sido utilizado para estudiar

fragilizacion por hidrégeno por medio de técnicas SPT, propiedades de los materiales a traccion [2], fractura [3] y

repasando tanto las primeras experiencias como las fluencia [4], caracterizar procesos de fragilizacion en

publicaciones mas recientes. Aspectos como el tiempo aceros, analizar propiedades de materiales irradiados [5],
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estudiar la temperatura de transicion ductil-fragil en
materiales metalicos [6] y determinar propiedades de
metales sometidos a corrosion bajo tension [7] o
fragilizacion por hidrogeno [8]. En la actualidad despierta
un gran interés en la comunidad cientifica, debido en gran
medida a su capacidad para estimar propiedades
mecanicas de metales de forma directa, con cantidades
pequefias de material y probetas miniatura. Otras
aplicaciones son la caracterizacion de materiales cuando
la cantidad disponible no permite utilizar ensayos
convencionales, o el andlisis de zonas particulares, como
un cordon de soldadura o finas capas de recubrimiento,
donde no es posible obtener probetas estandar. Las normas
que regulan su uso son la americana ASTM E3205-20 [9]
y la europea EN 10371:2021 [10], con contenidos
conincidentes. En cuanto al uso del SPT en medios
agresivos, aun no existen documentos de guia debido a lo
novedoso de esta aplicacion, aunque si las diversas
experiencias que se aglutinan en este trabajo.

Figura 1. Dispositivo SPT y probeta utilizada con
dimensiones en mm [11]

3. METODOLOGIAS SPT EMPLEADAS PARA
CARACTERIZAR EN AMBIENTE

Algunos autores han utilizado el SPT para analizar
materiales metalicos en ambientes agresivos [7,8,12],
aunque la bibliografia es aun escasa. Su primera
aplicacion en condiciones de fragilizacion por hidrogeno
fue realizada por Misawa en 1988 [13], quien disefié un
dispositivo para mantener las probetas sumergidas en
soluciones acuosas a alta presion y temperatura para
estudiar la resistencia a la corrosion de un acero irradiado
sometido a tension. Mas recientemente han quedado
definidas las dos estrategias principales para llevar a cabo
ensayos de fragilizacion por hidrogeno utilizando técnicas
de Small Punch: precargando la probeta con hidrégeno
para ensayar en aire [8], inmediatamente después o bien
mantener la probeta en condiciones de carga también
durante el ensayo para evitar perder hidrogeno por
difusion [14]. A continuacion se analizan los principales
aspectos de interés.

3.1 Tiempo 6ptimo de fragilizacion en SPT

Para realizar una correcta caracterizacion en ambiente, las
muestras deben haber sido fragilizadas durante un tiempo
especifico, asegurando de este modo que se ha aplicado
todo el poder del medio. En el caso de probetas SPT de
0.5 mm de espesor, lo mas comun en la literatura es
emplear un tiempo de 2 horas [8,11,12,14-16]. Es mayor
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que el tedricamente requerido si se calcula utilizando los
valores de difusividad del hidréogeno en el acero, a
temperatura ambiente en el rango de 10 cm?/s, y asegura
la completa difusion del hidrogeno dentro del material. Es
suficiente incluso cuando las muestras son fragilizadas
dentro de los equipos utilizados para el test, lo cual puede,
en ocasiones, retrasar la saturacion de la muestra. Todo
ello fue demostrado en [12], tal y como muestra la Figura
2, en esta ocasion fue utilizado un medio acido de 1N de
H>SO4 en agua destilada polarizado con la aplicacion de 5
mA/cm?,

2500
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Q

1000
=—Air
—Smi/Cm2-15h
500
= SmAfCm2-5h

—5mAyCm2-2h
0

0 0,5 1 1.5 )
d [mm)

Figura 2. Muestras SPT ensayadas al aire tras 2, 5y 15
h de carga, mostrando el mismo comportamiento, versus
el material sin el efecto del medioambiente.

3.2 Pre-fragilizacion en ambiente y ensayo al aire

Esta técnica fue empleada por primera vez con SPT en
2002 por Komazaki et al. [17] utilizando electrélisis
catddica durante 24 horas para pre-fragilizar, ensayando
acto seguido al aire a velocidades estandar [10]. El
parametro utilizado era la energia bajo la curva fuerza-
desplazamiento hasta el punto de carga maxima,
quedando evidenciado que el ensayo SPT era capaz de
distinguir el comportamiento de material pre-fragilizado
frente al material de control, contrastando los resultados
con los resultados de mediciones del contenido de
hidrégeno. La Figura 3 muestra dos macrografias de este
trabajo, donde la izquierda pertenece a una muestra no
fragilizada rotura de grieta circunferencial, mientras que
la de la derecha presenta un comportamiento fragil con
grietas radiales en forma de estrella que parten del centro
hacia la periferia. En las curvas fuerza-desplazamiento de
ambas muestras, la fragilizada experimenta una carga
maxima menor, un menor desplazamiento del punzon y
una menor energia bajo la curva.

La estimacion de propiedades de traccion y fractura con
SPT en aceros de alta resistencia fue evaluada en un
estudio llevado a cabo por las Universidades de Cantabria
y Oviedo [16] exponiendo las muestras a ambientes de
proteccion catoédica y polarizacion catédica con dos
niveles de intensidad diferentes. Para evaluar la capacidad
del SPT a la hora de estimar el nivel de fragilizacion por
hidrégeno en aceros, las probetas fueron pre-fragilizadas
y ensayadas al aire [9], para estimar después los
parametros de traccion y compararlos con los equivalentes
sin el efecto ambiental.
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Figura 3. Macrografias y registro de carga-
desplazamiento del SPT, izquierda: sin cargar, derecha:
pre-fragilizada y ensayada al aire [17].

Para la fractura, se utilizaron probetas SPT con muesca
lateral pasante y la metodologia propuesta por Lacalle [3]
para obtener la resistencia, comparando posteriormente
los resultados con los de los ensayos estandar a baja
velocidad con probetas C(T), comprobando también el
efecto de la velocidad al utilizar dos ratios de punzonado
diferentes en cada caso. Quedd demostrado que las
propiedades de traccion obtenidas con SPT concuerdan
con la bibliografia existente para ensayos convencionales
a baja tension en probetas fragilizadas [14]. También que
el SPT es capaz de reproducir las mismas tendencias de
los ensayos estandar, mostrando una importante reduccion
de su valor en las condiciones mas agresivas.
Adicionalmente, se demostré que el SPT se ve afectado
por la velocidad de solicitacion. Por ultimo, basandose en
la determinacion de la disminucion del contenido de
hidrégeno en las probetas SPT durante el ensayo en aire,
el articulo recomienda realizar los tests en las mismas
condiciones que los ensayos estandarizados [18],
manteniendo la probeta inmersa en el medio agresivo
después de precargar (condiciones de difusion neta
estacionaria) y con velocidades mucho mas lentas que las
empleadas en ensayos SPT convencionales, para permitir
el efecto fragilizador completo del hidrogeno.

3.3 Ensayo de las probetas en el medio agresivo

Los primeros trabajos de Misawa en 1988 [13], se
focalizaron en reproducir las condiciones en servicio a las
que estaban expuestos los componentes en ambientes
agresivos. Se ensayaron dos aceros inoxidables por
inmersion de la probeta en una solucién acuosa a alta
presion y temperatura para fragilizar. Los resultados
obtenidos mostraron las mismas tendencias que los
ensayos SSRT (Slow Strain Rate Tests), siendo asi el SPT
propuesto como una metodologia vélida para evaluar la
susceptibilidad de este tipo de materiales a la
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fragilizacion. En 2015, una publicacion [8] compard los
resultados de muestras cargadas con hidrogeno y
ensayadas al aire frente a otras permanentemente
sumergidas en el ambiente fragilizante durante el ensayo.
Se utilizaron dos aceros CrMoV, con probetas de
geometria lateral cuadrada de 10 mm y 0.5 mm de espesor,
con una velocidad de punzonado en el rango recomendado
por [10], fragilizando en condiciones de polarizacion
catédica [18] y se consideraron dos tipos de
microestructuras: metal base y depositado por proceso de
soldadura, con el objetivo de disponer de una mas
resistente a la fragilizacion (CrMoV-1) y otra con
sensibilidad a la fragilizacion (CrMoV-2). Se comparo el
proceso de pre-fragilizacion y posterior ensayo al aire con
el ensayo bajo una fuente continua de hidrégeno. El
CrMoV-2, que presentaba una microestructura de bainita
acicular susceptible de ser afectada por el hidrégeno, no
presentd variaciones entre las probetas pre-fragilizadas y
las que fueron ensayadas dentro del medio agresivo. Sin
embargo, su condicion frente al material sin hidrogeno si
fue notable. En el CrMoV-1, que tenia wuna
microestructura martensitica, ambos tipos de probetas
tuvieron un comportamiento similar, exhibiendo las
ensayadas en ambiente una reduccion de sus propiedades
mecénicas. La capacidad del SPT para distinguir las
condiciones de fragilizacién fue asi demostrada para los
materiales mas susceptibles de ser afectados. Quedo
evidenciado que los micromecanismos generados en las
probetas pre-fragilizadas son similares en probetas de
traccion estandar y en probetas SPT, como puede verse en
la Figura 5 para el CrMoV-2.

2000 - Load (N) e
CrivioV-1 (A)
CrMov-1 (B)

= =CriviaVv-1 [C)
Criviav-2 (A)

|| eCrmon-2 (8)

= =CriioV-2 [C)

2500 4

Punch displacement {mm}

(] 0s 1 15 2

Figura 4. Curvas SPT (a) sin pre-fragilizacion, (b) con
pre-fragilizacion y ensayadas al aire, (c) con pre-
fragilizacion y ensayadas en ambiente [8].

| i i

Figura 5. Micromecanismos de SPT en CrMoV-2.
Izuierda: (a) ensayo de traccion libre de hidrogeno, (b)
ensayo de traccion prefragilizado. Derecha: (a) (b)
macro y micrografia libre de hidrogeno, (c) (d) macro y

micrografia prefragilizada [8].
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3.4 Exposicion de una o ambas caras de la probeta
En la mencionada publicaciéon [8] se estudiaba la
diferencia entre fragilizar la probeta so6lo por una de sus
caras (la mas tensionada) o en ambas, como muestra la
Figura 6. Ambas técnicas presentan una disminucion de
las propiedades mecanicas con respecto a la probeta
ensayada al aire (la energia bajo la curva se reduce
drasticamente). La forma de la curva pasa de una tipologia
predominantemente ductil en el material no fragilizado a
un comportamiento fragil en las probetas fragilizadas en
una o bien en ambas caras. Como conclusion, fragilizar
por una o ambas caras dio lugar a resultados muy
similares.

3000 | Load (M)

—MNor charged
2500 Totally submerged
- - One-side submerged

2000 4 |- One-side submerged*

Punch displacement (mm)
o ¥ + v -
n ns 1 15

Figura 6. Curvas de CrMoV-2 con y sin pre-fragilizacion
en una o ambas caras [8].

3.5 Efecto de la velocidad de punzonado

Los ensayos en ambiente se ven afectados por la velocidad
de solicitacion. Para asegurar un efecto completo del
hidrogeno y permitir que la interaccion con el ambiente
gobierne el proceso, se aplican velocidades muy inferiores
a las de los ensayos convencionales. Este hecho también
aplica al SPT. En los ultimos afios, distintos
investigadores se han centrado en estudiar los efectos de
las velocidades de punzonado. Esto es lo que realizé un
estudio de la Universidad de Cantabria del afio 2019 [14],
que presentd los resultados de aplicar diferentes
velocidades de punzonado sobre probetas SPT tras 2 horas
de pre-fragilizacion. Se estudid el efecto de las
velocidades de punzonado recomendadas por [10] y
también el de otra 5 veces mas lenta sobre probetas pre-
fragilizadas y ensayadas al aire. Como muestra la Figura
7, se emplearon velocidades de 0.01 y 0.002 mm/s, y el
medio produjo un importante dafio en el material llevando
a una reduccion de las propiedades mecanicas en ambos
casos. Sin embargo, al comparar las graficas y sus
correspondientes fractografias no se aprecia una
diferencia especifica entre ellas (lineas continuas frente a
las de trazos), siendo en ambos casos la rotura semi-fragil
ligeramente transgranular. Con respecto al contenido de
hidrogeno, que fue determinado tras los ensayos a 0.01 y
0.002 mm/s, su valor fue de 4.86 y 4.15 ppm
respectivamente.  Este comportamiento tan parecido
encuentra su explicacion en el efecto de competicion que
ocurre entre bajas velocidades de punzonado, que dan mas
tiempo al hidrégeno para difundir a las areas plastificadas
que se generan durante el ensayo, y un mayor tiempo para
difundir fuera de la probeta. El primero ayuda al efecto
fragilizante mientras que el segundo reduce la
concentracion de hidrégeno que actia (lo que se refleja en
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el menor contenido de hidrogeno al final del ensayo). Por
tanto, para muestras SPT prefragilizadas y ensayadas en
aire, velocidades de punzonado en el rango recomendado
por [10] no producen ningun efecto fragilizante.
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Vap=0,502mem/s
0
0 05 1 15 2
d{mm)

Figura 7. Curvas y fractografia de SPT prefragilizado y
ensayado al aire con velocidades de punzonado
convencionales [14].

Las mencionadas velocidades de solicitacion de 0.01 y
0.002 mm/s son comparadas con otra 500 veces inferior.
Se observa que se traduce en un registro con peores
propiedades mecanicas y en una fractografia mas fragil y
queda probado que, para que las caraterizaciones SPT en
ambiente sean representativas, deben utilizarse
velocidades de punzonado de varios 6rdenes de magnitud
inferiores a las recomendadas en [10].
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Figura 8. Curvas y fractografia de SPT prefragilizado y
ensayado al aire con velocidades de solicitacion
convencionales [14].
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3.6 Ensayos en ambiente bajo la aplicacion de
cargas constantes.

Para evaluar cuan lentas deben ser las velocidades de
punzonado, un estudio [12] realiz6 una serie de SPT en
ambiente bajo cargas constantes de valor decreciente. Las
velocidades que se desarrollaban de forma natural en el
sistema cuando se aplicaban cargas cercanas al valor de la
carga limite SPT estaban en el rango de E a E-” mm/s, 5
veces inferiores a las recomendadas en [10] para
caracterizaciones llevadas a cabo en aire. Por lo tanto, los
ensayos SPT de carga estatica son apropiados para
reproducir fragilizacion por hidrogeno. Al permitir al
sistema que se agriete de forma autéonoma por la carga
impuesta, se asegura una velocidad de solicitacion lo
suficientemente lenta para producir micromecanismos de
fragilizacion como los presentes en escenarios reales. La
desventaja radica en la necesidad de ensayar varias
muestras, hasta encontrar aquella que no produce ninguna
grieta en la punta de la muesca de la probeta.

Cr-Ni-Mn 5 mA/Cm2

—BETN-5mA/Cm2-{Cr-Ni-Mn)
BOBN-5ma/Cm2-[Cr-Ni-Mn)
—583N-5ma/Cma-{Cr-Ni-Mn)
—534N-5ma/Cm2-[Cr-Ni-Mn)
SON-5ema/Cm2-[Cr-Ni-Mn)
451N-5mA/Cm2-[Cr-Ni-Min)

Q 100000 200000 30000 400000 500000 EQOCOOF  PQOODD  EDOOOQ 900000 1000000

Figura 9. Set de ensayos SPT bajo carga constante.

3.7 Técnica de SPT con carga escalonada
En los ultimos dos afos, se ha publicado otra metodologia
para caracterizar en ambiente [11, 15].
Consiste en utilizar la técnica de carga por escalones de
ASTM F1624 al SPT para obtener la carga limite. Se
realiza aplicando escalones de carga, aumentando
progresivamente tras cierto tiempo, que se define en
funcion de la dureza del hasta que la probeta rompa. De
este modo puede obtenerse la carga que iniciara una grieta
subcritica en acero expuesto a un medio agresivo. Deben
seguirse los siguientes pasos:

1. Se realiza un ensayo SPT en aire segun [10], para
obtener la carga de rotura rapida Prrs.spr, definida por
la maxima carga alcanzada, Pmax.

2. Seguidamente, las probetas son expuestas al medio
ambiente durante 2 h antes de los ensayos mecanicos.
Este tiempo es resultado de investigaciones previas
[11, 16] para asegurar la saturacién y una difusion
estacionaria.

3. Se aplican sucesivamente escalones de carga en tantas
muestras como sean necesarias hasta obtener la carga
limite (aquella en la que la diferencia entre dos cargas
limite consecutivas sea <5%). La muestra esta
permanentemente sumergida en el medio para que el
hidrégeno no difunda fuera de la muestra. Deben
aplicarse un total de 20 escalones (cada uno mayor en
un 5% del valor Pmax) hasta que se produzca el fallo
por rotura. La carga de rotura define la carga limite

para el primer escalon. El resto de los tests utilizaran
como maxima la carga limite del ensayo anterior
incrementada en un 10%. Esta secuencia debe ser
repetida hasta que la diferencia entre la carga limite
con la del ensayo previo sea menor al 5%,
definiéndose la carga limite en el medio, Pth, como el
valor obtenido en el ultimo ensayo. Al menos 3
muestras deben ser utilizadas en el medio como
minimo, incluso si las dos primeras ya convergian por
debajo del 5%.
Esta metodologia permite reducir la duracion total del
ensayo y la cantidad de probetas necesarias. Algunas
normativas de caracterizacion de EAC (Environmentally
Assisted Cracking) como la ISO 7539 [18], la ASTM
E1681 [19], requieren del orden de 12 probetas y
alrededor de 10000 h de ensayo para obtener la tension
limite, mientras que con el método acelerado de SPT se
puede estimar la carga limite equivalente en una semana y
ensayando s6lo 3 ¢ 4 probetas miniatura.

Loading Protocol {6 obtain threshold, P

120 120%

P
palaX 100

-

[CTE

= e
LT "
.3
! (10/8/1.3 i
=< e
-

£
1
ASTMES = -Ji"

-4
]
1

% Past Practure Sirength, %FFS
z
L

(10/5/1.2)
> 456 HRC to 54 HRC

i 20
time, # bogrs @ (10/6/1.2)

Figura 10. Técnica de carga escalonada ASTM F1624.

Como la técnica presentada en ASTM F1624 deriva de
probetas estandar de traccion, la duracion de los
escalones tuvo que ser adaptada. Tal y como se presenta
en la Figura 11, en [15] se comprob6 que 20 y 40 min
resulto ser tiempo adecuado para los escalones del 1 al
10 y del 11 al 20 respectivamente para aceros en los
rangos de dureza de 33<HRC<45; el estudio atin no ha
concluido y es posible que estos tiempos puedan ser
optimizados para aceros de mayor dureza, con
microestructuras mas sensibles al hidrégeno. En
cualquier caso, estos tiempos de escalon son permiten
realizar una secuencia de escalones completa en un dia y
aseguran que el hidrégeno haya difundido en todo el
espesor, si se consideran los valores de la difusividad del
hidrégeno en aceros de la literatura [20] en probetas SPT
de 0.5mm de espesor.
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Figura 11. Cargas de rotura rapida y limite (Pth3) para
cada uno de las tres probetas de los escalones en el
medio con 10 mA/cm? de polarizacion catédica[l5].



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

Esta metodologia fue validada [11] comparando los
resultados con ensayos de traccion segin ASTM F1624
[21] como muestra la Figura 12, demostrando que los
micromecanismos que tienen lugar fueron similares,
presentando efectos de fragilizacion progresivos en los
procesos a agrietamiento subcritico, correlacionando las
tensiones limite con las fuerzas obtenidas segiin ASTM
F1624 [21] y por la técnica de SPT con carga escalonada.
La expresion (1) permite obtener la carga limite de los
ensayos SPT en ambiente al aplicar la técnica de carga
escalonada.

a
Oth—-SPT = W'Py +E * (Pen-spr — Py) (1
Implica una parte elastica de un ensayo SPT en aire
(utilizado para determinar Prrs) Py, y una parte plastica
(Pw-spt — Py) resultado de restar Py a la carga limite. “ho”
esa el espesor de la probeta en mm y “o” un coeficiente de

correlacion funcion del material.
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Figura 12. Ajuste para la tension limite obtenida
utilizando la expresion (1) [11].

4. CONCLUSIONES

El presente analisis de las principales metodologias de

caracterizacion en ambiente con SPT, concluye:

- 2 h de fragilizacion es un tiempo adecuado, pudiendo
ser la exposicion por una o ambas caras de la probeta.

- Pre-fragilizar las probetas y ensayar al aire es ttil
cualitativamente cuando los ensayos se llevan a cabo
bajo las velocidades de punzonado recomendadas en
la normativa [10]; no se recomienda reducir las
velocidades de ensayo.

- Para caracterizaciones mas precisas, los ensayos deben
ser en continua exposicion al hidrogeno tras la
fragilizacion y las velocidades de punzonado deben
estar en el rango de E® a E7 mm/s para permitir que el
medio gobierne el proceso.

- Los ensayos SPT en ambiente bajo carga constante
reproducen la interaccion material-ambiente y
permiten obtener la carga limite, aunque su operativa
implica un consumo elevado de tiempo.

- La técnica de SPT con cargas escalonadas permite
obtener el umbral de forma rapida. Deben considerarse
escalones de 20 y 40 minutos para los escalones del 1
al 10 y del 11 al 20 respectivamente en una primera
aproximacion.
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RESUMEN

La evolucién en el disefio de estructuras de hormigon requiere una innovacion permanente en la bisqueda de nuevas
mezclas capaces de mejorar las propiedades del material de partida. Durante los Gltimos afios, la incorporacion de nuevas
adiciones, junto con el empleo de fibras, ha permitido obtener productos con mejores propiedades mecéanicas y mayor
durabilidad. Como resultado, los hormigones convencionales han evolucionado para dar lugar a nuevas mezclas de alta
y ultra alta resistencia (HAR y HUAR) los cuales ofrecen buen comportamiento bajo solicitaciones de compresion y
traccion. Aunque se ha avanzado en la caracterizacion en estatico en los ultimos afios, aln hay muchas incégnitas
especialmente en la respuesta bajo acciones dindmicas, y sobre todo bajo esfuerzos de traccion. En el presente trabajo se
analiza el comportamiento dindmico a traccion de tres dosificaciones de un HUAR, con distinto contenido de fibras. Se
presentan los datos de tension de traccién maxima obtenidos mediante ensayos brasilefios a alta velocidad de deformacion.
Por Gltimo, se realiza un analisis cualitativo del proceso de fractura y posterior apertura de fisura, correlacionandolo
temporalmente con la curva de tension con objeto de analizar el equilibrio durante el ensayo.

PALABRAS CLAVE: Fractura, HUAR, Hopkinson, Régimen dinamico
ABSTRACT

The evolution in the design of concrete structures requires permanent innovation in the search for new mixtures capable
of improving the properties of the base material. In recent years, the incorporation of new additions, together with the use
of fibre reinforcement, has made it possible to obtain products with better mechanical properties and improved durability.
As a result, conventional concretes have evolved into new high and ultra-high performance concrete mixes (HPC and
UHPC) which offer good performance under compressive and tensile stresses. Although the comprehension of the
behaviour under static regime has advanced over the last years, the study of the response under dynamic actions needs
much more advances, even more under tensile loads. In the present work, the dynamic tensile behaviour of three dosages
of a UHPC, with different fibre content, is analysed. Maximum tensile stress obtained from Brazilian tests at high rate
tests is presented. Finally, a qualitative analysis of the fracture process and subsequent crack opening is carried out,
correlating it temporally with the stress curve to analyse the equilibrium during the test.

KEYWORDS: Fracture, UHPC, Hopkinson, Dynamic regime

1. INTRODUCCION esfuerzos de traccion. Por tanto, la definicidn exacta de
las propiedades dinamicas cobra una importancia notable

La constante evolucién en el disefio de las estructuras A S
a la hora de disefiar estructuras de hormigén mas seguras.

modernas ha impulsado un desarrollo paralelo de los

materiales y los procesos de fabricacién. En el caso Para el analisis de la fractura del hormigén, una de las
particular de la industria civil, el hormigén siempre ha herramientas mas empleadas y que mejores resultados ha
mantenido su posicion clave como el material més ofrecido en régimen dinamico es la barra Hopkinson.
utilizado y versatil, principalmente gracias a la continua Gracias a su versatilidad, es posible adoptar diferentes
evolucion de sus propiedades durante las ultimas configuraciones para obtener las propiedades dinamicas
décadas. La progresiva reduccion de la relacion del hormigon bajo esfuerzos de compresion y traccion.
agua/cemento  (a/c), la introduccion de los Esto_ se ha venido demostrangio_ con [os estudlc_)s
superplastificantes [1], el uso de humo de silice y la publicados a lo largo de las Gltimas decadas, bajo
limitacién del tamafio de [2] [3] [4dieron como resultado esfuerzos de compresion con los trabajos comenzados en
la transicién hacia mezclas de altas prestaciones (HAR y los afios 80 por Ross [5] y desarrollados mas
HUAR) con resistencias a compresion de hasta 130 MPa. recientemente por Cadoni [6] como bajo tension por

Zielinsky y Reinhardt [7] hasta Erzar y Forquin [8] o
Schuler [9] y Weerheijm [10] con analisis dedicados a la
energia de fractura. Mas aun, todos estos trabajos
experimentales han demostrado que las propiedades

A pesar de que en los Gltimos afios se ha avanzado en la
caracterizacién en régimen estatico, aun hay muchas
incdgnitas especialmente en la respuesta de este tipo de
hormigones bajo acciones dindmicas, y sobre todo bajo
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mecanicas del hormigon presentan un incremento
notable a medida que se aumenta la velocidad de
deformacion, encontrando, en la mayoria de los casos,
tendencias o crecimientos exponenciales similares de las
propiedades mecanicas referidas.

Frente a la gran cantidad de datos experimentales
recogidos en torno a los hormigones convencionales,
solo unos pocos trabajos de investigacion han tratado de
definir el comportamiento dindmico de los HAR vy
HUAR reforzados con fibras, donde éstas juegan un
papel critico en el proceso de fractura, encontrandose
muy pocas referencias que traten de mezclas de altas
prestaciones sin fibras. En 2007, B. Riisgaard [11] realiz
una comparativa interesante entre dos mezclas de HAR
(100 MPa y 160 MPa). Se realizaron ensayos de
compresion dindmica a velocidades de deformacion de
100 a 700 s?, alcanzando factores de incremento
dinamico (Dynamic increase factor o DIF) de 3,4 en el
caso del hormig6n de 100 MPa y de 2,4 para el de 160
MPa. En cuanto a las propiedades de traccion, el ensayo
de traccién indirecta 0 ensayo brasilefio también se ha
utilizado ampliamente como método para caracterizar el
hormigén bajo tensibn en ensayos cuasiestaticos
normalizados, dando igualmente una  buena
aproximacién en régimen dindmico. En 2018, M. R.
Khosravani [12] realizé estudios sobre discos de HUAR
a 30 s con objeto de calibrar modelos numéricos. En
2006, Schuler [13] realizd un trabajo detallado con el
objetivo de determinar tanto la resistencia a traccién
como la energia de fractura dinamica de una mezcla de
altas prestaciones utilizando una configuracion
modificada de la barra Hopkinson.

Aunque los trabajos anteriores han aportado valiosos
datos de su comportamiento, hasta la fecha no existen
suficientes datos experimentales que permitan definir
claramente el comportamiento de las mezclas de altas
prestaciones frente a cargas dindmicas y, sobre todo, que
permitan ver la influencia del contenido y trabajo de las
fibras tanto en la resistencia a la fractura como en el
posterior proceso de apertura de la fisura.

Por esta razdn, se ha realizado un estudio comparativo
del comportamiento a traccion de un HUAR bajo cargas
dindmicas y con distinto contenido de fibras. Para ello, se
fabricaron en laboratorio tres dosificaciones distintas:
una amasada de hormigén sin fibras y dos amasadas con
distintos porcentajes de las mismas (1% y 2%). Para cada
amasada, se realizaron ensayos dindmicos brasilefios en
barra Hopkinson y bajo velocidades de deformacion
constantes.

En este trabajo se presentan los resultados de la
resistencia a la traccion dinamica y los factores de
incremento dindmico (DIFs) para las tres dosificaciones
de hormigén. Con ayuda de la correlacion digital de
imagenes se ha realizado ademas un analisis cualitativo
del patron de rotura determinado por el ensayo,
analizando el equilibrio entre los extremos de la probeta
y con objeto de aportar algo de luz sobre el proceso de
fractura que condiciona cada tipo de mezcla de
hormigon.
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2. MATERIALES

Para el presente estudio se disefié un hormigon de ultra
alta resistencia utilizando Premix Ductal® de la empresa
LafargeHolcim. Se prepararon tres mezclas diferentes,
manteniendo constante la dosificacion de la matriz y la
relacion agua/cemento, y variando Unicamente el
contenido de fibras. En particular, se prepararon tres
amasadas denominadas A08, A09 y A10, con contenidos
de fibras de 0%, 1% y 2% en volumen, segiin muestra la
Tabla 1. Las fibras afiadidas son de acero de 0.2 mm de
didmetro y 14 mm de longitud. Por motivos de
confidencialidad, las proporciones de la mezcla base
suministrada no pueden facilitarse en este articulo.

Todas las amasadas se fabricaron en el laboratorio del
Departamento de Ciencia de Materiales de la UPM. En
cada amasada se prepararon probetas para los distintos
ensayos de caracterizacion cuasiestaticos y dinamicos.
Tras hormigonar, las probetas se mantuvieron en camara
de curado a 20°C sumergidas en agua hasta la fecha del
ensayo. Las probetas se ensayaron con una edad
aproximada de 28 a 40 dias.

Para la caracterizacién en régimen estatico se emplearon
probetas cilindricas normalizadas de longitud 200 mm y
didmetro 100 mm. En particular se realizaron ensayos de
compresion estandar, y ensayos brasilefios siguiendo el
procedimiento descrito en [14]. En el caso de las probetas
sin fibras los ensayos brasilefios se llevaron a cabo hasta
rotura, mientras que en las probetas con fibras se
detuvieron una vez detectado el inicio de fisuracién, La
Tabla 1 muestra los valores de resistencia a traccion de la
amasada A08 y de tension de traccion de iniciacién de
fisuracion de las amasadas A09 y Al10. Ademas, se
fabricaron prismas para ensayos de flexion que quedan
fuera del ambito del presente articulo.
Tabla 1. Contenido de fibras y resistencia a traccion del
hormigdn ensayado en régimen cuasiestatico.

Amasada Contenido de Resistencia a
fibras (% vol.) traccion (MPa)
A8 0.0 8.85+0.52
A9 1.0 7.00+1.99
Al10 2.2 7.48+2.00

En régimen dinamico se plantearon ensayos brasilefios
sobre discos de hormigén. La necesidad de ensayar sobre
discos en lugar sobre los cilindros normalizados viene
determinada por las dimensiones y limitaciones del
dispositivo experimental a emplear. Dicho dispositivo,
junto con su geometria y caracteristicas mas relevantes
sera descrito con detalle en la siguiente seccion. La
longitud nominal de los discos se limitd a 25.4mm,
coincidente con el didmetro de la barra de ensayo.

En la préctica, los discos se obtuvieron a partir del corte
transversal de probetas cilindricas normalizadas de 100
mm de didmetro y 200 mm de longitud, y resultaron tener
una longitud media de 24.97 mm = 1.04 mm. Para
asegurar probetas con una determinada homogeneidad,
se descartaron los discos extremos. En total se ensayaron
seis discos de las amasadas A08 y AQ9, y siete de la A10.
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Figura 1. Esquema del dispositivo experimental de la Barra Hopkinson de compresion

3. CONFIGURACION EXPERIMENTAL

Para la caracterizacion dindmica del hormigon bajo
traccion se emple6 la barra Hopkinson bajo la
configuracion de barra incidente-barra transmitida
(también conocida como Split Hopkinson Pressure Bar o
SHPB) desarrollada por Kolsky [15] disponible en el
Departamento de Ciencia de Materiales de la UPM. Esta
configuracion ha sido validadda para ensayos brasilefios
mediante simulaciones numéricas por Galvez [16-17]

El montaje de la SHPB consta de 4 elementos: proyectil,
barra incidente, probeta y barra transmitida (Figura 2).
Para el presente trabajo se emplearon barras incidente y
transmitida de acero de alta resistencia, Vascomax C250
con una densidad de 7900kg/m?® y un maédulo elastico de
178GPa. Las barras son de diametro 25.4mm, con
longitudes de barra incidente y barra de salida de
3840mm y 3020mm respectivamente. El proyectil
empleado consiste en una barra de acero y 1.30m de
longitud. El proyectil se alimenta y acelera gracias a una
camara de aire comprimido con la que, variando la
presion, es posible obtener un rango variable de
velocidades de disparo y, por tanto, de velocidad de
deformacion. Una vez disparado, el proyectil golpea la
barra incidente generando un pulso de compresion que la
atraviesa hasta alcanzar el extremo en contacto con la
probeta. Parte de la onda pasa a la probeta y parte se
refleja de vuelta por la barra incidente y, del mismo
modo, la onda en la probeta pasara a la barra transmitida.

Tanto los pulsos incidente y reflejado como el
transmitido se registran en sendas bandas
extensométricas colocadas en las barras. Esto permite
reconstruir el estado de carga en los extremos en contacto
con la probeta. El proceso de rotura de la probeta se graba
con camara de alta velocidad para el posterior analisis de
las imagenes y la obtencion del campo de
desplazamientos y deformaciones mediante la técnica de
correlacion digital de imagenes (DIC).

El sistema para la adquisicién de datos, esta compuesto
por un acondicionador de sefial Vishay, modelo 2210 con
cuatro canales para extraer la sefial de las bandas, un
osciloscopio digital Tektronix modelo TDS 714L de 500
MHz, para registrar los datos de los puentes de bandas
extensométricas tanto de barra incidente como de barra
de salida, al ordenador. La adquisicion de datos se
establece para 10000 puntos/ms, para un total de 5 ms.
Lo cual suma un total de 50000 puntos. El trigger se
activa al paso de la onda por la barra incidente. Ademas,
para la grabacion de los ensayos se empleé una camara
de alta velocidad Vision Research, modelo Phantom
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VEO 710L. la velocidad de toma de datos se ajusté en
180000fps activada con el trigger de la extensometria de
las barras, y las imagenes se tomaron con una resolucion
de 320x88 px y exposicion de 5us. Las imagenes de la
camara de alta velocidad son procesadas usando un
software de correlacion digital de imagenes, que se
comenta mas adelante, para identificar la aparicion de las
grietas y analizar las deformaciones.

Durante el ensayo y para proteger las barras de posibles
dafios causados por el hormigén al fracturarse, se
emplearon dos discos de acero en el contacto con la
probeta (ver Figura 3). Estos discos son del mismo
material de las barras, con su mismo didmetro y de 5mm
de espesor, que se reemplazan en cada ensayo.

Para suavizar el pulso de compresion producido por el
impacto del proyectil contra la barra incidente, se empled
la técnica del “pulse shaper” basada en una lamina
encerada de papel de 0.2mm de espesor. Con ello se
consiguieron eliminar la practica totalidad de las
oscilaciones caracteristicas de la barra Hopkinson,
aunque no se eliminaron de forma completa para no
reducir la velocidad de deformacion. Aun asi, como se
aprecia en la Figura 3, no ha sido posible reducir
completamente la primera oscilacién en la onda
incidente.

Figura 2. Probeta en barra Hopkinson para ensayo brasilefio

A partir del registro de las bandas extensométricas en las
barras (Figura 3), teniendo en cuenta el montaje de
puente completo de Wheatstone, se tiene la deformacion
que sufren las mismas. Estas medidas, teniendo en cuenta
que las barras trabajan en régimen elastico, permiten
obtener la tensién en las mismas.

_ 2 4
T (1+v) K-G-V,

Asumiendo que la propagacién de ondas es
unidimensional, lo cual puede hacerse para barras de
longitud mucho mayor que su diametro como es el caso,
pueden obtenerse las fuerzas aplicadas sobre la probeta,
asi como sus desplazamientos.

&

@



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

25

Volts(V) Chl
Volts (V) Ch2

15

0.5

500 10Q0 150

-0.5

-1.5

Tiempo (us)

Figura 3. Ondas registradas en la instrumentacion de las
barras

A partir de los registros de las bandas incidente y
transmitida es posible obtener las ondas incidente y
reflejada sobre la primera barra. Con ellas se obtiene la
fuerza aplicada sobre el primer extremo de la probeta, asi
como la velocidad con la que se desplaza este punto de
contacto. Con los valores de la onda transmitida que ha
sobrepasado la probeta se obtiene la velocidad del
segundo extremo Yy la fuerza correspondiente empleando
las siguientes expresiones:

Fi=E-A-(g+¢) )
F,=E-A-(g) (3)
Vi=c-(&—¢&) (@)

Vo, =c- (&) ©)

Siendo c la velocidad de propagacién de ondas en las
barras, E su mddulo elastico y A el &rea transversal de las
mismas. Finalmente, el desplazamiento entre extremos
de la probeta puede obtenerse integrando la suma de
velocidades ente extremos.Finalmente, puede calcularse
la tension media de traccién en la probeta conla siguiente
expresion en la que L y D son las la longitud y didmetro
correspondientes a la probeta

_(F+FR)

= 6
Om=—T7] (6)

De las expresiones anteriores se puede estimar con alta
precision el estado tensional en la probeta sometida a
compresion diametral por las barras incidente vy
transmitida. Aparte es necesario obtener la deformacién
y velocidad de deformacion en la direccion perpendicular
a dicho plano. Por ello se recurrio al empleo de la técnica
de correlacion digital de imagenes empleando el software
NCORR [18]. A partir de las imagenes grabadas por la
camara de alta velocidad, mediante la correlacién de
imagenes se obtuvieron los campos de desplazamientos
y deformaciones para toda la superficie de la probeta.

El analisis DIC fue empleado en la mayor parte de los
ensayos en lugar del empleo de bandas extensométricas
sobre la probeta. Aparte del ahorro en material, el analisis
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DIC supone una técnica mas versatil frente a la
tradicional instrumentacion con bandas, permitiendo en
el posterior analisis la obtencion de los campos de
desplazamientos y deformaciones para toda la pieza y no
solo para las regiones instrumentadas. En muchos casos,
al no poder predecir con exactitud el camino que seguira
la grieta al fracturarse la probeta, el empleo de DIC
supone una gran ventaja para el analisis post-mortem. En
contra, el nimero de imagenes por segundo que se
pueden tomar por ensayo viene directamente limitado por
la resolucion (pixeles) de la imagen grabada. Esto hace
que la resolucién temporal en el caso del DIC sea mucho
menor de la deseada.

4. RESULTADOS

En primer lugar, del analisis de las ondas se concluye que
la probeta no esta en equilibrio al alcanzarse la rotura.
Esto es un resultado esperable debido a la dimension de
las muestras ensayadas. En la Figura 4 se muestra la
fuerza que la probeta tiene entre ambos extremos. Como
se ve en ella, hay un retraso de unos 45us entre ellas. Ello
hace que la fractura en el plano medio de aplicacién de
las cargas aparezca siempre desde el extremo incidente.
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Figura 4. Fuerzas en los extremos de las barras, y valor medio

El proceso de fisuracion puede apreciarse en las
imagenes posteriores. En ellas se muestran varios puntos
en los que se representan diversas imagenes del proceso
de fisuracién. En las imagenes posteriores se muestra
también la deformacion normal al plano de aplicacion de
las cargas, que ocasiona la apertura de fisuras.

60
50

40

20 -

10 -

l\ﬂ Asmtded S
0 100 200 300 400 500 600 700 800
t (us)
Figura 5. Valores de la carga media en la probeta en la
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Figura 6. Secuencia de imdgenes en el proceso de fisuracion
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Para comparar los resultados entre las diversas probetas
se empled el valor de la fuerza en la barra de salida. En
las iméagenes siguientes se muestran los resultados para
las tres amasadas. Para los ensayos sin fibras (Figura 7)
las curvas muestran claramente un pico inicial seguido de
un descenso progresivo. Unicamente el ensayo A08-03
presenta un comportamiento diferente. Esto es debido a
que en este ensayo se modificé el contacto probeta-barras
incluyendo una delgada lamina de madera. Este ensayo
proporciond un resultado diferente, y el pico corresponde
a la deformacion de dicha madera. La probeta no llegé a
rotura. Esto muestra que en los ensayos en barra
Hopkinson el contacto debe ser lo méas directo posible sin
posibilidad de colocar elementos que alteren dicho
contacto.
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Figura 7. Fuerza-tiempo para el hormigon sin fibras

80+

Tiempo (ms)

Figura 8. Fuerza-tiempo para el hormigdn con 1% de fibras

80

Fuerza (kN)
3

20-

0 200 400 600 800
Tiempo (ps)

Figura 9. Fuerza-tiempo para el hormigdn con 2% de fibras
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Hay que destacar que en los gréaficos anteriores la carga
mostrada no es la carga con la que puede calcularse la
tension media, sino que esta debe calcularse
promediando las fuerzas aplicadas en ambos extremos.
Este calculo, empleando la ecuaciéon (6), da lugar a
tensiones de traccion maximas de entre 12 y 14 MPa para
los ensayos sin fibras, y de 14 a 16 MPa cuando se tiene
el mayor contenido de fibras. Ello indica que el hormigdn
es sensible a la velocidad de deformacién, tal y como se
ha comprobado en trabajos anteriores [8-12].

Segun aumenta el volumen de fibras, el valor maximo de
la carga maxima parece incrementarse ligeramente,
presentando un moderado ascenso. Sin embargo, el
comportamiento post-pico posterior es muy diferente
segun se incrementa el porcentaje de fibras. De la bajada
moderada de los ensayos sin fibras, el comportamiento
cuando hay presencia de fibras es incluso no
descendente. Esto es debido a que una vez fisurada la
probeta por traccion, las dos semi-mitades en que la
probeta queda dividida no pueden separarse fisicamente
ya que las fibras las mantienen unidas. Esto hace que el
nodo de carga pase a un estado de compresion de una
columna central, que, aunque sigue fisurada en su
direccion principal, ain puede soportar mucha carga.
Ello hace que incluso la fuerza se incremente en etapas
post-fisuracion. Es por ello por lo que el comportamiento
posterior al pico de carga maxima sea tan variable, y no
responde ya al comportamiento en rotura por traccion
sino a estados de carga de compresion de columnas de
muy diferente geometria formadas por patrones de
fisuracion complejos y variables de un ensayo a otro.

CONCLUSIONES

De los resultados experimentales se observa en primer
lugar, que la probeta no llega a alcanzar un equilibrio, y
en ningin momento las fuerzas aplicadas en ambos
extremos llegan a igualarse hasta ya muy avanzado el
proceso de fisuracidon. Esto hace que obtener un valor de
la resistencia a traccion con las expresiones tradicionales
deba ser tomado con mucha precaucion. Aun asi, se
aprecia que la tension media calculada da lugar a valores
de tension maxima superiores a los ensayos estéaticos. El
efecto del contenido en fibras si que implica un aumento
de la carga maxima alcanzada, aunque no puede
asegurarse que eso implique un aumento de la tension de
rotura, ya que las imagenes no muestran claramente la
apertura de fisura hasta que esta ya estd bastante
avanzada. El comportamiento de las curvas posteriores al
méximo de carga sugiere que el modo de carga haya
pasado a ser un estado de compresién de la columna
central, y no responde a estados de traccion.
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RESUMEN

El inminente crecimiento de la demanda energética a nivel mundial junto con la contaminacion procedente de los
combustibles fosiles, hace pensar en la necesidad inminente de encontrar nuevas fuentes de energia alternativas. A este
respecto, el hidrogeno se postula como uno de los principales candidatos. En el presente articulo, se ha evaluado la
susceptibilidad a la fractura hidratlica asistida por hidrégeno sobre el grado de acero 42CrMo4 templado y revenido. Para
ello, se ha utilizado una geometria con forma de dep6sito miniatura, entallada superficialmente que ha sido sometida a
presién interna hasta su rotura. Previamente, los depdsitos miniatura han sido precargados con hidrégeno durante un
tiempo de tres horas en una disolucién 1M de H,SO4 + 0,25 g/l de As,O3, bajo una densidad de corriente de generacién
de hidrégeno de 1.2 mA/cm?. La medida del contenido de hidrégeno introducida en el acero fue obtenida con la ayuda de
un analizador de hidrégeno, LECO DH603. La presion de rotura de los depdsitos miniatura ha disminuido
considerablemente en la muestras precargadas con hidrégeno interno conforme disminuye la velocidad de carga aplicada.
Los micromecanismos apreciados en la superficie de fractura son consistentes con el dafio prematuro observado a nivel
estructural y dependen en gran medida de la velocidad aplicada en el ensayo.

PALABRAS CLAVE: Fragilizacion por hidrégeno, fractura hidradlica, carga catodica, alta presion.

ABSTRACT

Hydrogen is being considered as future alternative energy source to fossil fuels. The influence of hydrogen on the
mechanical behavior of the 42CrMo4 steel grade has been evaluated by means of internal pressure fracture tests performed
on hydrogen precharged notched cylindrical samples. The small notched cylindrical samples were cathodically
precharged in 1M de H,SO, y 0,25 g/l de As;Oz solution with 1.2 mA/cm? for three hours. The hydrogen content
introduced into the samples was determined by means of a hydrogen analyzer, LECO DH603. Burst pressure notably
decreased due to the internal hydrogen effect, being this effect more notable as testing time increased. Hence, hydrogen
had more time to diffuse ahead the notch tip region, giving rise to the hydrogen embrittlement mechanisms. With the
increase in the embrittlement indexes, a change in the fracture micromechanism, from ductile, in the absence of hydrogen,
to intermediate (plasticity-related hydrogen induced cracking -PRHIC- and secondary cracks) was appreciated.

KEYWORDS: Hydrogen embrittlement, hydraulic fracture, cathodic charge, high pressure.

1 INTRODUCCION oxidos de nitrégeno. Es importante tener en cuenta que la
concentracion de CO; en la atmoésfera desde 1900 hasta
El inminente aumento de la poblaciéon mundial y de los nuestros dias ha aumentado aproximadamente en un 90%
estandares de vida provoca que la demanda energética [1]. Antes de que estos combustibles fosiles se acaben, y
crezca cada vez mas. Parte de esa demanda de energia es preferentemente antes de que el cambio climatico sea
cubierta mediante el consumo de combustibles fésiles irreversible, deberemos encontrar un combustible
como el petroleo, el gas natural o el carb6n. Sin embargo, alternativo que nos permita hacer frente a los nuevos
estos combustibles fdsiles son recursos que no se reponen retos energéticos. A este respecto, El hidrogeno surge
y que por tanto terminaran acabandose. Ademas su uso como un potencial candidato.
intensivo en determinados sectores como la industria o el L . ) .
transporte emite a la atmosfera notables cantidades de El hidrégeno tiene una gran energia especifica, 120
gases de efecto invernadero, como diéxido de carbono u MJ/kg, pero al tratarse de un gas, la cantidad de energia
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almacenada por unidad de volumen es muy pequefia.
Esto plantea un reto significativo ya que para poder
almacenarlo, hay que lograr acumular la mayor cantidad
de hidrégeno posible en el menor volumen y con el
menor peso posible. Actualmente, el método mas
empleado para el almacenamiento de hidrégeno es el de
hidrégeno comprimido. A este respecto, en los actuales
vehiculos de pila de combustible de hidrégeno, el
hidrégeno se presuriza a 70 MPa en tanques especiales.
Sin embargo, en las hidrogeneras, el hidrégeno puede
encontrarse incluso a 100 MPa. Por lo tanto, los tanques
que almacenen el hidrégeno en estas condiciones deberan
estar especialmente preparados para soportar grandes
niveles tensionales, asi como un gran nimero de ciclos a
fatiga por la carga y descarga del dep6sito. En este punto,
surge otro de los problemas principales ya que los
metales y aleaciones que trabajan en ambientes de
hidrégeno son susceptibles a experimentar el ya conocido
fenémeno de fragilizacién por hidrégeno (FPH), que
causa el deterioro prematuro de las propiedades
mecanicas de los materiales empleados en la manufactura
de tanques destinados a almacenar hidrdgeno bajo una
presién de trabajo determinada [2, 3]. Aunque los aceros
inoxidables austeniticos como el AISI316L o la aleacion
de aluminio 6082 son ampliamente utilizados en la
industria del hidrogeno debido a su buen comportamiento
frente al fendmeno de fragilizacion [4], su elevado coste,
dispararia el precio de los componentes estructurales en
comparacion con el uso de aceros al carbono de baja
aleacion. A este respecto, los aceros aleados con cromo,
cromo-molibdeno o cromo-molibdeno-vanadio también
han sido propuestos para fabricar componentes
destinados a almacenar hidrégeno. Sin embargo, estos
son mas susceptibles al fenémeno de FPH [2, 3, 5]. Con
el objetivo de aumentar el nivel de resistencia de los
aceros y poder asi disminuir el espesor de pared de los
componentes estructurales destinados a almacenar
hidrégeno a presion, es de vital importancia conocer la
interaccion que se produce entre el hidrogeno y la
microestructura del material. A este respecto y como ya
se ha demostrado con anterioridad en [5, 6] el aumento
del limite elastico del material no tiene por qué ir siempre
unido a una mayor sensibilidad a la FPH. Por tanto, la
creacion de trampas fuertes de hidrogeno [2, 6]
distribuidas homogeneamente en la microestructura del
acero es trascendental para evitar la acumulaciéon de
hidrégeno en aquellas zonas con fuertes gradientes
tensionales donde se pueda desencadenar el dafio
prematuro [6].

Aunque la influencia del hidrdgeno en las propiedades
mecanicas de los aceros ha sido ampliamente estudiada
en la literatura, los ensayos de fractura hidraulica en
presencia de hidrégeno son escasos. Por tanto, la
novedad de este trabajo se centra en el estudio de la
influencia del hidrdgeno interno en el comportamiento a
fractura hidradlica sobre depésitos miniatura entallados
con un espesor de pared de 0.5 mm, que han sido
ensayados exsitu, bajo diferentes condiciones.

52

2 MATERIAL

En el presente trabajo se ha empleado un acero al carbono
de baja aleacién, 42CrMo4, en condicion de temple y
revenido. Este fue austenizado a una temperatura de
1200°C durante un tiempo de 20 minutos, seguido por un
temple en aceite. Posteriormente, se realiz6 un revenido
a 700°C durante un tiempo de 2 horas. La Tabla 1 muestra
la composicién quimica del acero objeto de estudio.

Tabla 1. Composicién quimica (% en peso) del acero
42CrMo4

C Mn Si Cr
0.42 0.62 0.18 0.98

Mo
0.22

En la Figura 1 se muestra la microestructura del grado de
acero 42CrMod4 tras el tratamiento térmico previamente
descrito. La microestructura estd principalmente
compuesta por precipitados de cementita (FesC)
embebidos en una matriz de ferrita (martensita muy
revenida). La Figura 2 muestra un difractograma
obtenido mediante difraccion de Rayos X con las fases
de la microestructura resultante.

Figura 1. Microestructura del acero 42CrMo4
templado y revenido
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Figura 2. Difraccion de Rayos X. Acero 42CrMo4

Las propiedades mecéanicas fundamentales, obtenidas
tras el tratamientos térmico descrito, se recogen en la
Tabla 2.
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Tabla 2. Propiedades mecanicas fundamentales. ‘HV”’
es la dureza Vickers, ‘oys’ es el limite eldstico, ‘ous la
carga de roturay ‘A’ es el alargamiento

HV30
230

Oys (M Pa)
600

Guts (M Pa) A (%)
750 24

3 METODOLOGIA

3.1  Carga catdédica de hidrogeno

Con el objetivo de simular las condiciones de
fragilizacion por hidrogeno, los depdsitos miniatura
fueron inicialmente precargados con hidrogeno. En la
Figura 3a, se muestra de manera ilustrativa el montaje
experimental utilizado para realizar la precarga
electrolitica de hidrégeno. Se aplicé una densidad de
corriente de 1.2 mA/cm? durante un tiempo de tres horas
(Figura 3b). El 4rea expuesta fue de 3.71 cm?. Para llevar
a cabo la precarga de hidrégeno, se utilizé una disolucién
1M H,SO4 + 0.25 g/l de As;0O3, con un pH en torno a 1.

1.2 mA/em?

Platino

-—
—
—

N

IM H>S0,4 + 0,25 g/l AS,0;

(a)
5 5
4 4
s z
“3 3 £
© 2
S ( c
S 2 2 2
5 : 3
1 Potencial 1
Corriente de generacion de H
0 0
0 1 2 3
Tiempo (h)
(b)

Figura 3. Precarga electrolitica de hidrégeno.
(a) Montaje experimental. (b) Carga galvanostatica

3.2 Ensayo de fractura hidraulica

Los ensayos de fractura hidraulica se han llevado a cabo
en un dispositivo de ensayo de alta presion desarrollado
por el equipo de investigacion capaz de alcanzar 6000
bares de presion interna. Los depdsitos miniatura fueron
inicialmente precargados con hidrégeno y acto seguido,
mediante un émbolo acoplado y controlado por una
maquina MTS 820 se inyectd agua a presién en el interior
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del depdsito miniatura hasta alcanzar la presion de rotura.
Se ha controlado la velocidad de desplazamiento del
émbolo con el objetivo de analizar su efecto en la
acumulacion de hidrdgeno en la punta de la entalla. En el
ensayo realizado sin hidrégeno se emple6 una velocidad
de 10 mm/min . En el caso de la probetas precargadas, las
velocidades empleadas fueron: 10, 0.33 y 0.083 mm/min,
equivalentes a una rampa de presion aproximada de
2250, 200 y 50 MPa/h, respectivamente. En la Figura 4
se muestra la geometria de los depésitos miniatura
ensayados. Con esta geometria, se puede reproducir un
estado biaxial de tensiones semejante a la de un cilindro
de pared delgada con tapa. Para asegurar que la rotura se
produce en la zona central, se ha mecanizado una entalla
longitudinal, con una profundidad de 250um, un angulo
de 60° y un radio de punta de 0.1 mm, equivalente a un
concentrador de tensiones K;=5, calculado a partir de la
expresion de Neuber [8]. El ligamento resistente es de
aproximadamente 250pm.

u8 Rosca

Figura 4. Depdsitos miniatura entallados.
Cotas en ‘mm’

3.3  Analisis del estado tensional

Para la prediccidon del estado tensional en punta de entalla
se ha realizado una simulacion 2D mediante el software
de Elementos Finitos ABAQUS 2019. Se ha asumido
deformacion plana y plasticidad de Von Mises con un
endurecimiento isotropico potencial (oys = 622 MPa, n =
0.12). El mallado consta de 1467 elementos y ha sido
refinado en punta de entalla.

4 RESULTADOS Y DISCUSION

4.1  Carga catodica de hidrégeno

En base a las condiciones de contorno establecidas en la
precarga, el contenido inicial de hidrégeno (Cuyp)
introducido en los depdsitos miniatura, el contenido de
hidrégeno  fuertemente atrapado (Cur) en la
microestructura, el contenido de hidrégeno difusible
(Cha) y el coeficiente de difusion aparente (Dapp) S€
recogen respectivamente en la Tabla 3. El contenido fue
determinado mediante un analizador de hidrogeno LECO
DH603.

Tabla 3. Contenido de hidrégeno (ppm) [7]

Ch,o Cht CH,d (ppm) = Dapp
(ppm) (ppm) CHo - Chit (m%s)
1 04 0,6 2.5-1010
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4.2  Ensayos de fractura hidraulica

En la Figura 5y en la Figura 6 se muestran los resultados
obtenidos bajo las diferentes condiciones de ensayo. Las
presiones de rotura (P;), los indices de fragilizacion por
hidrégeno (IFPH) y el tiempo de ensayo (t), se recogen
en la Tabla 4.
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Figura 5. Curvas de fractura hidradlica en presencia
de hidrdgeno interno
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Figura 6. Curvas de fractura hidradlica en presencia
de hidrégeno interno. Presion vs. tiempo de ensayo

Tabla 4. Resultados obtenidos a partir de las curvas de
fractura hidradlica sobre depdsitos miniatura
entallados y precargados con hidrogeno.

4.3  Fractografia

La Figura 7 muestra la superficie general de fractura y el
micromecanismo de fallo operativo en la muestra
ensayada sin hidrégeno que consistié en la nucleacion,
coalescencia y crecimiento de microhuecos (CMH). El
modo de fallo fue 100% dctil.

Figura 7. (a),(b) Superficie general de fractura y (c)
micromecanismo de fallo operativo, coalescencia de
microhuecos (CMH), en la muestra ensayada sin H

*IFPH (%) = 2= 100
Veest P [ *IFPH P, [ t
(mm/min) | (MPa/h) | (MPa) | (%) s)
10 2250 116 -
10 2250 116 0 190
0.33 200 112 3 1838
0.083 50 89 23 6251

En el caso de los ensayos realizados en presencia de
hidrégeno interno, el modo de fractura de las muestras
ensayadas a 10 y 0.33 mm/min fue también 100% ddctil
(CMH). Sin embargo, la presion de rotura de la muestra
ensayada a 0.083 mm/min en presencia de hidrégeno
interno, disminuy6 a 89 MPa (IFPH=~25%, Figura 8)
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cuando el tiempo de ensayo aumenté hasta los 6251 s
(Tabla 4). En este caso, el hidrégeno interno (~1 ppm),
previamente introducido por via electroquimica, tiene
mas tiempo para difundir y acumularse en el frente de la
entalla, lo que contribuye a desencadenar los
micromecanismos de fragilizacion cuando se alcanza una
concentracion critica de hidrégeno [9]. En este caso se
observé ya, a nivel macroscépico, una rotura mas fragil
(Figura 9a, b) en comparacion con el dep6sito miniatura
ensayado sin hidrégeno (Figura 7a, b) donde la apertura
de la entalla fue considerablemente mayor. A nivel
microscopico, en la muestra ensayada a 0.083 mm/min se
observaron pequefias grietas y también se aprecio el
micromecanismo de dafio por hidrégeno conocido como
PRHIC (Plasticity-related Hydrogen Induced Cracking).
Este mecanismo se produce como consecuencia de los
desgarros plasticos que ocurren entres las intercaras de
las lajas y los paquetes de martensita (Figura 9c) como
consecuencia del dafio inducido por el hidrégeno interno
[10]. Este micromecanismo se aprecié en el frente de la
entalla, en la primeras 60-70 pm, donde la acumulacion
de hidrégeno se acentlia debido a los fuertes gradientes
tensionales existentes en esa zona (on~ 779 MPa, Figura
10). Cabe destacar finalmente, que la tensidn hidrostatica
méaxima se produce a una distancia de 70 um del frente
de la entalla (Figura 10) lo que encaja perfectamente con
la distancia en la que se ha observado el micromecanismo
de PRHIC vy las grietas secundarias (Figura 9c). Este
hecho contribuye a justificar el deterioro prematuro
observado en esta probeta, donde la presion de rotura
disminuy6 en torno a un 25%, es decir, hasta los 89 MPa.

30

H-10 mm/min A
25
® H-0.33 mm/min A

CMH+PRHIC+grietas
20 AH -0.083 mm/min

indice de Fragilizacién por Hidrégeno, P, (%)

15
10
CMH
5
CMH u
0
10 100 1000 10000

Tiempo de ensayo, t (s)

Figura 8. Indice de fragilizacion por hidrégeno frente al
tiempo de ensayo y micromecanismos de fallo operativos

Con el objetivo de conocer la concentracion critica de
hidrégeno que ha causado el dafio prematuro en el frente
de la entalla de la muestra ensayada a 0,083 mm/min
(IFPH=25%), se podria emplear la ecuacion 1 [11].
Ceritica = Cr,g€Xp (%)

M
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Donde: ‘Cearica” €5 la concentracion critica de hidrégeno
que desencadena el dafio en el frente de la entalla. ‘Cp g’
es el contenido de hidrégeno difusible, 0.6 ppm (Tabla
3). ‘on’ es la tension hidrostatica maxima (779 MPa)
desarrollada en el frente de la entalla. ‘Vy’ es el volumen
parcial molar de hidrégeno (2.1-10 m¥mol). ‘R’ es la
constante de los gases ideales (8.31 J/mol-K) y
finalmente, ‘T’ es la temperatura (298 K). De este modo,
la concentracion critica que desencadena el dafio por
hidrégeno es de 1.2 ppm.

Detalle 2

Figura 9. (a),(b) Superficie general de fractura y (c)
micromecanismo de fallo operativo en la muestra
ensayada en presencia de hidrégeno interno, H-0.083
mm/min, caracterizado por la presencia de PRHIC y
microgrietas
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Figura 10. Distribucion de la tension hidrostatica (on)
en la zona entallada del depésito miniatura en el
momento de rotura (89 MPa) correspondiente a la
muestra ensayada con hidrégeno a 0.083 mm/min

5 CONCLUSIONES

La precarga electrolitica llevada a cabo en este trabajo ha
permitido evaluar en un primer momento el
comportamiento a fractura hidradlica en presencia de
hidrégeno interno en el grado de acero 42CrMo4
templado y revenido.

Los resultados ponen en evidencia que la velocidad de
ensayo es un parametro trascendental para determinar el
dafio prematuro que provoca el hidrégeno.

A este respecto, se ha determinado un indice de
fragilizacion del 25% en la probeta ensayada a la menor
velocidad. El aumento del tiempo de ensayo, hasta los
6251 s (104 min), posibilita que el hidrégeno se acumule
en el frente de grieta en virtud de la fuerte tension
hidrostatica existente (on~779MPa). De este modo, se
alcanza una concentracion critica de hidrégeno de 1.2
ppm que desencadena los micromecanismos de dafio
PRHIC y microgrietas, justificando asi, la disminucion
observada en la presion de rotura de los depdésitos
miniatura (116 - 89 MPa).

Como trabajo futuro, se pretende evaluar mediante un
modelo de elemento finitos, el tiempo éptimo de ensayo
para alcanzar la maxima fragilizacion en virtud de los
mecanismos que entran en competencia, por un lado la
concentracion de hidrogeno que se alcanza en punta de
entalla y por otro, el que difunde fuera de la muestra
como consecuencia de aumentar el tiempo de ensayo.
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RESUMEN

El presente articulo describe la fractura anisotropa de muestras entalladas en “V” de aceros perliticos fuertemente trefilados,
analizando el papel clave de una unidad microestructural no convencional en dichos aceros: la pseudocolonia perlitica, una
colonia especial en la cual las laminas no se orientan segtn el eje del alambre o direccion de trefilado (contrariamente a lo que
sucede con las colonias convencionales), produciendo asi un espaciado interlaminar local claramente andmalo (muy alto), lo
que convierte a las pseudocolonias en las unidades mas débiles o lugares potenciales de iniciacion de fractura, promoviendo
asi la deflexion de fisura asociada con el comportamiento anisdtropo en fractura y la propagacién en modo mixto.

PALABRAS CLAVE: acero perlitico trefilado, pseudocolonia perlitica, espaciado interlaminar local, deflexion de fisura,
fractura anisotropa, fisuracion en modo mixto, muestras entallas en “V”’.

ABSTRACT

This paper describes the anisotropic fracture behaviour of V-shaped notched samples of heavily cold drawn pearlitic steels,
analyzing the key role of a new (non-conventional) microstructural unit in such steels: the pearlitic pseudocolony, a special
colony in which the lamellae are not oriented along the wire axis or cold drawing direction (contrarily to what happens in the
normal conventional colonies), thereby producing a clearly anomalous (very high) local interlamellar spacing, making the
pseudocolonies weakest units or potential fracture initiation loci and promoting crack deflection associated with anisotropic
fracture behaviour and mixed-mode propagation.

KEYWORDS: cold drawn pearlitic steel, pearlitic pseudocolony, local interlamellar spacing, crack deflection, anisotropic
fracture, mixed mode cracking, V-notched samples.

1. INTRODUCCION
Este articulo proporciona fundamentos microestructurales

El acero de pretensado comercial utilizado en ingenieria del comportamiento anisotropo en fractura de aceros
civil es un acero perlitico fuertemente trefilado en forma perliticos fuertemente trefilados (es decir, los aceros de los
de alambres [1-3] tras deformacion pléstica severa para estadios finales de la cadena de fabricacion).

aumentar el limite elastico y la tension de rotura

(endurecimiento por deformacién). Ademas, el trefilado En particular, se describe la fractura anisétropa de
orienta la microestructura perlitica, lo cual induce muestras entalladas en forma de “V” de aceros perliticos
anisotropia que se manifiesta en la plasticidad (cedencia) fuertemente trefilados, analizando el papel clave de una
(comportamiento pldstico anisotropo), como se describe nueva unidad microestructural no convencional en los
en [4], y en el comportamiento anisotropo en fractura, aceros: la pseudocolonia perlitica.

segiin se describe en trabajos previos [5-9], con el
resultado de fractura en modo mixto y anisotropia

resistente. En lo que respecta a los modos fractograficos 2. TREFILADO DE ACEROS PERLITICOS
asociados con dicho comportamiento anisétropo,

Toribio y Ayaso [10] han descrito un tipo especial de La fabricacion de alambres de pretensado se realiza
clivaje orientado y alargado. Ademas, el concepto de mediante trefilado progresivo (multi-paso) para aumentar el
fractura por exfoliacion ha sido planteado por limite elastico mediante un mecanismo de endurecimiento
Sarafianos [11] y Toribio & Ayaso [12] y la idea de por deformacion. La Fig. 1 ofrece dos fotografias de una
fractura por deslaminacién ha sido propuesta tanto por cadena real de trefilado, mostrando el alambre a su paso
Toribio [13] como por Tanaka et al. [14]. por las hileras de trefilado.

57



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

Fig. 1. Fabricacion de alambres de pretensado mediante
trefilado progresivo de un alambre de acero perlitico.

Un elemento clave en aceros perliticos trefilados es la
relacion entre la microestructura y la resistencia [15], es
decir, el efecto de la evolucion microestructural sobre las
propiedades mecanicas macroscépicas [16].

3. EVOLUCION MICROESTRUCTURAL CON
EL TREFILADO

La evoluciéon de microestructuras perliticas durante el
trefilado se ha investigado en el pasado, desde los
estudios clasicos de Embury & Fisher [17] y Langford
[18] sobre deformacion de la perlita, hasta la revision de
Ridley [19] o los analisis de Toribio & Ovejero [20-23].

Los resultados demuestran la esbeltizacion progresiva y
la orientacion (segun la direccion de trefilado) de las
colonias perliticas (1 nivel microestructural), asi como
la orientacion progresiva y la densificacion de las
laminas de ferrita/cementita (2° nivel microestructural)
con disminucion del espaciado interlaminar.

Asi pues, la microestructura se va orientando
progresivamente a medida que el grado de trefilado
aumenta. La Fig. 2 muestra las microestructuras de un
alambréon (no trefilado) y de un acero perlitico
fuertemente trefilado.
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20 kV

Fig. 2. Microestructuras de un alambron (foto superior)
y de un acero fuertemente trefilado (foto inferior) en
secciones metalograficas longitudinales. El lado vertical
de las fotos es siempre paralelo al eje del alambre o
direccion de trefilado, mientras que el lado horizontal
corresponde a la direccion radial en los alambres.

4. LA PSEUDOCOLONIA PERLITICA

Aparte de la evolucidon microestructural general en
perlita trefilada (orientacion progresiva de colonias y
ldéminas y decrecimiento del espaciado interlaminar),
aparecen excepciones en los aceros muy trefilados.

El hecho més destacado es la presencia en ciertas zonas
de tales aceros de una unidad microestructural especial
(no convencional), la pseudocolonia perlitica (Fig. 3),
un término acuflado por Toribio ef al. [5].

‘f‘wl{"o‘u‘ !
\ ’{\ " ‘ )};3{“ "J

Fig. 3. Pseudocolonia perlitica en un acero perlitico
fuertemente trefilado (seccion longitudinal del alambre).
Los limites de la pseudocolonia se marcan en la
micrografia mediante un linea blanca discontinua. El
lado vertical de la foto es paralelo al eje del alambre o
direccion de trefilado, mientras que el lado horizontal
corresponde a la direccion radial en los alambres.
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5. FRACTURA A TRACCION DE MUESTRAS
ENTALLADAS CON FORMA DE “V”

Esta seccion analiza el proceso de fractura a traccion de
probetas axisimétricas entalladas en forma de “V” y
muy diferentes parametros geométricos.

Los materiales utilizados en la investigacion fueron
aceros perliticos trefilados procedentes de una cadena
real de fabricacion de la empresa TREFILER[AS QUIJANO
(Los Corrales de Buelna, Santander/Cantabria, Espafia).

De aqui en adelante, los aceros se denominaran con la
letra propia de la composicién quimica (E), seguida de
un numero para indicar la cantidad de pasos de trefilado
que han soportado. La Tabla 1 contiene el diametro
(D) de los alambres, el limite elastico (oy) y la
resistencia a traccion (o,sx) de este acero.

Tabla 1. Parametros mecanicos del acero E

Acero EO 153} E4 127/
D (mm) 11.03 8.21 7.49 5.04
oy (GPa) 0.72 0.93 1.02 1.49

omax (GP2) 1.23 1.41 1.50 1.83

Las probetas utilizadas llevan mecanizada una entalla en
forma de “V” (Fig. 4). Estas entallas poseen diferentes
geometrias. El angulo de abertura entre flancos de la
entalla () toma dos valores diferentes (30 y 90°). Para
cada uno de ellos, hay tres radios de curvatura (p)
distintos en el fondo de la entalla. El pardmetro C hace
alusion a la profundidad de la entalla.

A\

NS

: 0
Detalle de la entalla

Fig. 4. Geometria de las probetas entalladas en “V”.

Las medidas de las entallas se dan en la Tabla 2. Para la
identificacion de las probetas, se incluye una primera
parte compuesta por la letra E (indicativa de la
composicion quimica del acero) seguida de los numeros
0, 3, 4 6 7 para indicar los pasos de trefilado que ha
soportado la probeta entallada considerada.

Para designar los tres radios de curvatura en el fondo de
la entalla se han utilizado los niimeros romanos I, I y
III, de tal forma que las probetas de tipo I tienen el
mayor radio de curvatura, las de tipo II poseen un radio
de curvatura intermedio y las de tipo III son las que
tienen el menor radio de curvatura. Por otra parte, el
angulo de abertura toma valores de 30 y 90°. Siguiendo
con la terminologia usada, a continuacion de la primera
parte, se indica el radio de curvatura y con un subindice,
el angulo de abertura.
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Tabla 2. Medidas ideales de las entallas en mm
(valores de € de 30 y 90°)

Entalla
Acero Tipo I Tipo II Tipo III
p C p C p C
EO | 033 | 1.65 | 0.17 { 1.65 {~0.00 | 1.65
E3 025 { 1.23 { 0.12 { 1.23 {=0.00} 1.23
E4 {022 {112 { 0.11 { 1.12 {=0.00: 1.12
E7 | 0.15 { 0.76 { 0.08 { 0.76 {~0.00; 0.76

En las proximidades de la entalla de cada probeta se
colocod un extensometro dinamico axial MTS, modelo
634.25F-24, con base de medida de 50 mm. Este se
instal6 de tal manera que las dos cuchillas del mismo
quedaron situadas a una distancia igual del centro de la
entalla. Ambas cuchillas estaban lo suficientemente
separadas de la entalla como para registrar el
desplazamiento relativo entre puntos de la probeta
localizados en una zona sometida a un estado tensional
uniaxial uniforme.

Antes de comenzar los ensayos, se aplicd una pequefia
precarga, teniendo en cuenta en todo momento la
extensiéon provocada, para evitar errores debidos al
ajuste de las mordazas. Una vez comenzado el ensayo,
la maquina registr6 continuamente las lecturas
correspondientes al valor de la carga y al valor del
desplazamiento medido por el extensdmetro.

La variable de control de los ensayos fue la velocidad de
solicitacion, comun para todas las probetas y de un
valor de 0.005 mm/s. El ensayo finaliz6 cuando se
produjo la rotura del material. Los datos recogidos se
trataron posteriormente para obtener las curvas carga-
desplazamiento (F-u), las cuales se representan en las
Figs. 5-10 para los diferentes aceros utilizados (con
distinto grado de trefilado) asi como para los tres radios
en el fondo de la entalla y para los dos angulos de
entalla en forma de “V”.

La tendencia general de las curvas carga versus
desplazamiento (F-u) refleja que las graficas asociadas
con el aceros no trefilado (EO; alambrén) o con grado
intermedio de trefilado (E3 y E4) exhiben un marcado
comportamiento elasto-plastico no lineal (con una clara
curvatura), debido al desarrollo de la zona plastica en
una porcioén considerable de cada probeta, creando asi
una linealidad inducida por la presencia de la entalla.

Por otra parte, se observa en los diagramas que las
curvas correspondientes al acero fuertemente trefilado
(E7; alambre de pretensado comercial) exhiben un
comportamiento lineal o cuasi-lineal, y una trayectoria
interrumpida bruscamente en plena rama ascendente de
carga (tramo elastico-lineal o con plasticidad muy
localizada en las proximidades del fondo de la entalla
con forma de “V”).
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Fig. 5. Curvas carga-desplazamiento F-u
(Muestras EOI30, E3I30, E4I30, E7I30)
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Fig. 6. Curvas carga-desplazamiento F-u
(Muestras EOIgo, E3Igo, E4190, E7Igo)
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Fig. 7. Curvas carga-desplazamiento F-u
(Muestras EOII30, E3II30, E4II30, E7II30)
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Fig. 8. Curvas carga-desplazamiento F-u
(Muestras EOIIgo, E3II(;0, E4IIgo, E71190)
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Fig. 9. Curvas carga-desplazamiento F-u
(Muestras EOIII30, E3III30, E4III30, E7III30)
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Fig. 10. Curvas carga-desplazamiento F-u
(Muestras EOIIIgo, E3III(;0, E4IIIgo, E711190)

6. ANALISIS FRACTOGRAFICO

Las Figs. 11-18 ofrecen las fractografias en muestras
entalladas en V de acero perlitico fuertemente trefilado
E7 (acero de pretensado comercial), con las geometrias
L30, Igp, Il30 y Mgy, que muestran un comportamiento
anisotropo en fractura, como se refleja en los mapas de
fractura microscopica (MFM) de las Figs. 11-14 vy,
sobre todo, en los perfiles de fractura de las Figs. 15-18.

En cuanto a la influencia del radio en el fondo de
entalla, se observa que el comportamiento en fractura se
hace mas marcadamente anisétropo a medida que el
radio de curvatura disminuye (muestras de tipo III), lo
cual es valido para ambos angulos de entalla. La
influencia del menor radio de fondo de entalla en el
comportamiento anisétropo mas marcado es consistente
con la influencia de la triaxialidad en la deflexion del
camino de fisuracion/fractura.

El lo que se refiere al papel clave de la presencia de
pseudocolonias perliticas en la fractura anisétropa, tales
unidades microestructurales representan una zona de
baja resistencia a la fisuracion (enlace mas débil frente a
la fractura) y, al estar orientadas en la direccion de
trefilado, suponen también un camino de fisuracion de
minima resistencia, promoviendo asi la fractura
anisétropa con deflexion del camino de fisuracion.
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vt &) R G
Fig. 11. Mapa de fractura (Muestra E7l5). Fig. 15. Perfil de fractura anisotropa (Muestra E715).

EHT =20.00 kv Signal A = SE2

” §t 1
EHT =20.00 kv Signal A = SE2 % H WD =435 mm Mag= 50X %

WD =37.1 mm Mag= 50X

Fig. 12. Mapa de fractura (Muestra E71q).

EMT=2000kV  Signal A= SE2 EHT=2000kV  Signal A=SE2
WD =37.9 mm Mag= 50X H WD = 44.4 mm Mag= 50X

Fig. 13. Mapa de fractura (Muestra E71I113).

EHT =20.00 kv Signal A= SE2 EHT = 20.00 kv Signal A = SE2
WD =37.8 mm Mag= 50X H WD =44.8 mm Mag= 50X

Fig. 14. Mapa de fractura (Muestra E711Iyy). Fig. 18. Perfil de fractura anisotropa (Muestra E7111g).
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7. CONCLUSION

Las pseudocolonias perliticas que aparecen en los
aceros fuertemente trefilados representan las unidades
mas débiles que promueven la deflexion del camino de
macro-fractura (escalon o pared) y propagaciéon en
modo mixto, con el resultado de fractura anisotropa en
las muestras entalladas en forma de “V”.
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RESUMEN

Este articulo estudia la influencia de la triaxialidad tensional generada por defectos de tipo entalla en la fractura anisotropa de
aceros perliticos trefilados, los cuales muestran orientacion (anisotropia) microestructural como consecuencia del proceso de
fabricacion mediante trefilado progresivo (endurecimiento por deformacioén). Ademas de la propia arquitectura (orientacion)
microestructural, se requiere un nivel suficiente de triaxialidad tensional (constrefiimiento) en las muestras entalladas para
obtener el susodicho comportamiento anisotropo en fractura (asociado con deflexion del camino de fisuracion/fractura y con
una propagacion en modo mixto) y para evitar el de otro modo comportamiento isétropo en fractura que aparece en el caso de
bajos niveles de triaxialidad (constrefiimiento) tensional a pesar de la microestructura orientada,

PALABRAS CLAVE: alambres de acero perlitico trefilado, muestras entalladas, comportamiento anisétropo en fractura,
anisotropia resistente, deflexion/desviacion del camino de fisuracion/fractura, fractura en modo mixto, triaxialidad tensional,
constrefiimiento, orientacion de la microestructura perlitica, anisotropia microestructural.

ABSTRACT

This paper studies the influence of stress triaxility generated by notch-like defects on the anisotropic fracture of cold drawn
pearlitic steels that exhibit microstructural orientation (anisotropy) as a consequence of the manufacturing process by means
of progressive cold drawing (strain hardening). In addition to the own microstructural architecture (orientation), a sufficient
level of stress triaxiality (constraint) in the notched specimens is required to obtain the aforesaid anisotropic fracture
behaviour (associated with cracking/fracture path deflection and mixed mode propagation) and to avoid the otherwise
isotropic fracture behaviour appearing for low stress triaxiality (constraint) levels in spite of the oriented microstructure.

KEYWORDS: cold drawn pearlitic steel wires, notched specimens, anisotropic fracture behaviour, strength anisotropy,
cracking/fracture path deflection/deviation, mixed mode fracture, stress triaxiality, constraint, orientation of the pearlite
microstructure, microstructural anisotropy.

1. INTRODUCCION microestructura se orienta y compacta a medida que el
grado de trefilado aumenta.

Los aceros de pretensado se obtienen mediante trefilado

de redondos de acero perlitico laminado en caliente en

los cuales se activa un mecanismo de endurecimiento

por deformacion [1-7].

2. FRACTURA DE MUESTRAS AXISIMETRICAS
ENTALLADAS DE FONDO CIRCULAR

2.1. Descripcion de los ensayos
La evoluciéon microestructural de la perlita con el

trefilado [8-11] consiste en la esbeltizacion progresiva y Esta seccion analiza el proceso de fractura a traccion de
la orientacién (segun el eje del alambre) de las colonias probetas axisimétricas entalladas con fondo circular y
perliticas (17 nivel microestructural), y la orientacion muy diferentes parametros geométricos [12-20]. Los
progresiva, en la direccion indicada, de las /dminas de materiales utilizados en la investigacion fueron aceros
ferrita/cementita (2° nivel microestructural), con clara perliticos trefilados procedentes de una cadena real de
disminucion del espaciado interlaminar. Asi pues, la fabricacion.
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Se utilizaron cuatro geometrias de entalla muy distintas,
tal como se muestra en la Fig. 1.

A B C D

Fig. 1. Muestras entalladas de acero perlitico trefilado.

Estas geometrias garantizan muy distintos niveles de
triaxialidad tensional (constrefiimiento) en las muestras.
Las dimensiones utilizadas fueron:

Geometria A : R/D =0.03, C/D =0.10
Geometria B : R/D = 0.05, C/D = 0.30
Geometria C : R/D =0.40, C/D =0.10
Geometria D : R/D =0.40, C/D = 0.30

donde R y C son el radio y la profundidad de entalla, y
D el didmetro de la muestra axisimétrica.

2.2. Andlisis macro-fractografico

El andlisis macro-fractografico estudia la forma del
camino de fractura dependiendo del tipo de orientacion
(anisotropia) microestructural tras el trefilado.

Las Figs. 2-6 ofrecen los perfiles de fractura en muestras
entalladas de aceros fuertemente trefilados 4 y 6 (cuatro y
seis pasos de trefilado respectivamente) con las geometrias
A, By C [8-11], que exhiben un escaléon de propagacion
paralelo al eje del alambre o direccion de trefilado,
modo fractografico descrito [21-22] como una suerte de
clivaje orientado y alargado.

Se observa un comportamiento claramente anisétropo
en los aceros fuertemente trefilados, que se evidencia en
un escalon a 90° con respecto a la direccion inicial de
propagacion. La geometria D, con minima triaxialidad
tensional no muestra un escalon de fractura global, sino
deflexiones locales (embriones de fractura anisétropa).

Fig. 2. Perfil de fractura anis6tropa (Muestra 4A).

lisxal

lakgy

Fig. 3. Perfil de fractura anisétropa (Muestra 6A).

SKEAI laKu

Fig. 4. Perfil de fractura anisétropa (Muestra 4B).

SKRAI

Fig. 6. Perfil de fractura anisétropa (Muestra 6C).
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3. FRACTURA DE MUESTRAS AXISIMETRICAS
ENTALLADAS EN FORMA DE “V”

3.1. Descripcion de los ensayos

Esta seccion analiza el proceso de fractura a traccion de
probetas axisimétricas entalladas en forma de “V” y
muy diferentes pardmetros geométricos. Los materiales
utilizados en la investigacion fueron aceros perliticos
trefilados procedentes de una cadena real de fabricacion

Las probetas utilizadas llevan mecanizada una entalla en T :
forma de “V” (Fig. 7) con diferentes geometrias. El H Wordmm Mz WX G
angulo de abertura entre flancos de la entalla (6) toma
dos valores diferentes (30 y 90°). Para cada uno de ellos,
hay tres radios de curvatura (p) distintos en el fondo de
la entalla. El pardmetro C es la profundidad de entalla.

Fig. 8. Perfil de fractura anis6tropa (Muestra E713).

V

‘_/\ |
i 0

Detalle de la entalla

Fig. 7. Geometria de las probetas entalladas en “V”.

Las medidas de las entallas se dan en la Tabla 1. Para la
identificacion de las probetas, se incluye una primera parte H Wossssnm e s W
compuesta por la letra E seguida de los nimeros 0, 3,4 6 7
para indicar los pasos de trefilado.

Fig. 9. Perfil de fractura anis6tropa (Muestra E71q).

Para designar los tres radios de curvatura en el fondo de la
entalla, se han utilizado los nimeros romanos I, I y III, de
tal forma que las probetas de tipo I tienen el mayor radio
de curvatura, las de tipo II poseen un radio de curvatura
intermedio y las de tipo III son las que tienen el menor
radio de curvatura. Por otra parte, el dngulo de abertura
toma valores de 30 y 90°. Siguiendo con la terminologia
usada, a continuacion de la primera parte, se indica el radio
de curvatura y, con un subindice, el angulo de abertura.

Tabla 1. Medidas de las geometrias entalladas en mm

(valores de 6 de 30y 90°) & s &
Entalla Fig. 10. Perfil de fractura anisotropa (Muestra E71115).
Acero Tipo I Tipo 1T Tipo III

p C p C p C

EO | 033 { 1.65 { 0.17 | 1.65 {=0.00! 1.65
E3 025 { 1.23 { 0.12 { 1.23 {=0.00{ 1.23
E4 {022 ¢ 1.12 ¢ 0.11 | 1.12 {=0.00 ! 1.12
E7 { 0.15 { 0.76 { 0.08 { 0.76 {=0.00: 0.76

3.2. Analisis macro-fractografico

Las Figs. 8-11 ofrecen los perfiles de fractura en muestras

entalladas en V de un acero perlitico fiertemente trefilado B SMOMOOR SoA- e &
E7 con las geometrias 5o, Iog, Il39 y Ilgg, las cuales
exhiben un comportamiento anisotropo en fractura. Fig. 11. Perfil de fractura anisotropa (Muestra E7111y).
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4. PAPEL DE LA TRIAXITALIDAD TENSIONAL
& LA ANISOTROPIA MICROESTRUCTURAL

4.1. Entallas de fondo circular

El comportamiento anisoétropo en fractura de aceros
perliticos fuertemente trefilados (los cuales exhiben un
perfil de fractura con escalon orientado a 90°) se puede
racionalizar a partir de la microestructura marcadamente
orientada en el acero.

Sin embargo, se requiere un nivel suficiente de
triaxialidad tensional (constreniimiento) en las muestras
entalladas para obtener el susodicho comportamiento
anisotropo en fractura (asociado con deflexion del
camino de fisuracion/fractura y con una propagacion
en modo mixto) y para evitar el de otro modo
comportamiento isétropo en fractura que aparece en
caso de bajos niveles de triaxialidad tensional.

El caso limite de minima triaxialidad (alambre liso)
exhibe un comportamiento globalmente isétropo [23],
ligado a deflexiones locales (embriones de fractura
anisotropa). El caso limite de maéxima triaxialidad
(muestra fisurada) exhibe un comportamiento muy
anisotropo [24-31], y puede definirse una suerte de
tenacidad direccional [32-33].

4.1. Entallas en “V”’

La probetas de acero fuertemente trefilado con entallas
en forma de “V” también exhiben un comportamiento
en fractura claramente anisétropo, con perfil de fractura
escalonado, el cual de nuevo se puede racionalizar a
partir de la microestructura marcadamente orientada en
el acero, al igual que ocurre en el caso de las probetas
de acero con entalla de fondo circular.

De nuevo se requiere un nivel suficiente de triaxialidad
tensional (constreriimiento) en las muestras entalladas
para obtener el susodicho comportamiento anisotropo
en fractura (asociado con las deflexiones locales del
camino de fisuracion/fractura o con la deflexion global
y con una propagacion en modo mixto) y para evitar el
de otro modo comportamiento isétropo en fractura que
aparece en caso de bajos niveles de triaxialidad
tensional, al igual que sucede en las muestras
axisimétricas entalladas de fondo circular.

3. CONCLUSIONES

El proceso de fabricacion de acero de pretensado
mediante trefilado progresivo de acero perlitico produce
importantes cambios microestructurales en los dos
niveles de colonias y laminas perliticas, resultando una
marcada orientacion (anisotropia) microestructural.

Desde el punto de vista de la ciencia de materiales,
existe una clara relacion entre la orientacion
microestructural inducida por el trefilado y la aparicion
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de un perfil de fractura con deflexion del camino y un
escalon de propagacion.

Para que aparezca el comportamiento anisotropo se
requiere, ademas de la orientacion microestructural, un
cierto nivel de triaxialidad tensional (constrefiimiento),
es decir, entallas agudas o fisuras. En el caso de entallas
romas, el comportamiento en fractura es isotropo.

Las conclusiones cientificas anteriores son totalmente
validas en los dos casos analizados en el presente
articulo, i.e., en el caso de muestras axisimétricas
entalladas de fondo circular y en lo que se refiere a
entallas con forma de “V”.
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INFLUENCE OF THE FITTING APPROACH ON THE PARAMETERS CHARACTERISING CRACK TIP
FIELDS
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ABSTRACT

Crack tip fields mathematical models in conjunction with full-field optical techniques for the measurement of stresses,
strains or displacements have allowed inferring precisely crack tip parameters and consequently, to analyse their role as
fatigue crack driving forces. Despite several methodologies that have been developed to infer crack tip parameters, some
issues related to the fitting approach or fitting parameters have still been unresolved. In this work, the influence of fitting
parameters as well as fitting methods is evaluated. The present study has been performed from the analysis of crack tip
displacement fields measured with 3D-DIC in 2024 T3 aluminium specimens tested at constant amplitude loading cycle.
Results show how the fitting method can modify significantly inferred crack tip parameters as well as the influence of
data collection parameters. In addition, the crack tip position determined by fitting was evaluated to check methods’
feasibility for this purpose.

KEYWORDS: crack tip fields, stress intensity factors, crack tip location, digital image correlation.

1. INTRODUCTION {”x}
Uy
In the last decades, the technological development of cos E(K — 1+ 2sin? 9)
optical full-field techniques for the measurement of =2 G o 92 5
displacement, strains or stresses [1-3] has contributed to sin— (K + 1 —2cos? )
. . 2 2
a better understanding of fatigue or fracture phenomena. 0 9
In particular, those techniques together with Ky, sin> (’C +1+ 2cos? 2)
mathematical crack tip fields models [4-9] have allowed 262 9 6
inferring crack tip governing parameters and to analyse COS_(K —1-2sin? )
their role on fatigue and fracture processes [10—14]. In Oox ((k + 1) cos 0
the literature, several methodologies [15-17] can be %{(K — 3)sin 9}
found to infer crack tip parameters for different crack tip
field models as well as different variables and Where u, and u,, are the displacement field components
mathematical approaches. In this work, several crack tip along the crack growth (x) and crack opening directions,
field models (purely elastic and considering the shielding respectively, K; and K;; are the opening and in-plane
effect) are used to infer crack tip parameters from DIC shear mode stress intensity factors, o, is the non-
data employing different fitting approaches (linear least singular stress along the crack growth direction (x),  and
squares, heuristic optimization and deterministic 6 are a set of polar coordinates, G is the shear modulus
optimization). and k is a Poisson coefficient function that depends on
plane stress ((3 —v)/(1 +v)) or plain strain conditions
2. CRACK TIP FIELD MODELS (3 — 4v).
2.1. Irwin-Westergaard approach 2.2. Pommier-Hamman model
The Irwin-Westergaard approach [4,5] describes the The Pommier and Hamman model [8] is based on the
displacement field surrounding the crack tip in terms of Irwin-Westergaard approach but considering an
three parameters; the opening mode stress intensity additional term, that considers the effect of the plasticity
factor, the in-plane shear mode stress intensity factor and through the inclusion of a plastic stress intensity factor
non-singular stress along the crack growth direction. The with length units p. Thus, this new term is given by
Irwin-Westergaard displacement field is given by equation (2)
equation (1)
Uy 1 (k—1)Inr —2cos26
(1) {uy} T+ 1) {(K + 1)8 — 2sin 6 cos 0} )
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2.3. CJP model

The CJP model [9,18,19] is a Muskhelishvili type [20]
crack tip field model that describes the elastic field
surrounding the crack tip considering the effect of the
plastic enclave on the global elastic field. The CJP model
describes the crack-tip field in terms of five parameters
that give rise to three stress intensity factors and two non-
singular stresses. The CJP description of the
displacement field is given by equation (3)

26 (uy + uyj)
1 1 1
=K [—Z(B + 2E)z2 + 4Ez2 — 2Ez2In(2)
C—F ]
z

4
1 -1 C-F
—z [—(B +2E)77 —Ez7 n(2) — T]

3)

1

1 1 1 C+H+F_
- [AZZ + Ez2In(z) — 2EZ2 + > Z]

Where A,B,C,E and F are governing crack tip field
parameters, j is the imaginary unit (vV—1), z is a complex
variable (x + yj) and overbar denotes the complex
conjugate. Three above mentioned stress intensity factors
and non-singular stresses are given by equations (4), (5),
(6), (7) and (8).

KF=\E(A—3B—BE) )
Ks = E(A +B) )

Ky = —(2m)2E (6)

oox = —C (7

ooy = —F (®)

Where K is the CJP opening mode stress intensity
factor, K is the shear stress intensity factor, Ky the
retarded stress intensity factor and gy,, is the non-singular
stress along the crack opening direction.

3. OPTIMISATION ALGORITHMS
3.1. Nelder-Mead Simplex Method

The Nelder and Mead Simplex Method [21] is a heuristic,
direct search and unconstrained algorithm for nonlinear
optimisation. This popular heuristic iterative method is
based on a geometric feature (N-Simplex). A determined
number of points are created and evaluated to achieve a
better than the initially provided solution. Although it is
true, that is not as effective as Newton-type methods, its
simplicity and the absence of theoretical derivatives
(either first order or second order) make the method
attractive for addressing unconstrained nonlinear
optimisation problems. In this work, the Lagarias et al
[22] improved algorithm was employed
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3.2. Interior-Point Algorithms

Interior point algorithms [23], also known as barrier
methods, are deterministic, gradient-based and
constrained methods for nonlinear optimization. These
kinds of algorithms were originally conceived as
alternatives to the Dantzig-Simplex method [24] when a
larger number of optimization variables are involved. IP
algorithms remove inequality constraints by adding a
barrier term to the objective function that models
inequality. Thus, without inequality constraints, the
optimization problem can be solved simpler. These
methods are considered the most effective methods for
solving large-scale optimization problems [25].

4. MATERIALS
METHODS

AND EXPERIMENTAL

A fatigue crack growth test was carried out on an Al-
2024T3 Compact-Tension specimen under constant
amplitude loading. Mechanical properties and specimen
dimensions are shown in Table 1 and Figure 1,
respectively. The fatigue test was conducted on a
servohydraulic 100 kN machine (MTS landmark 370.10)
at a stress ratio of 0.5 with a maximum load of 1200 N.
Displacement fields were recorded by employing two
CCD 5 Mpix cameras stereoscopic system in order to
develop a 3D-DIC analysis [1]. The vision system was
stereoscopically calibrated by employing a calibration
grid (a rectangle comprising 9x6 dots with a 2 mm
spacing between dots) [26]. The experimental set-up is
shown in Figure 2. From the layout used a spatial
resolution of 30 pix/mm was achieved, being this
resolution enough to capture crack tip displacement. The
experimentally measured crack tip displacement field is
shown in Figure 3

Table 1. Mechanical properties for 202413 Al alloy

Mechanical property Value
'Young modulus 73.1 GPa
Poisson’s coefficient 0.33
Yield stress (0.2%) 355 MPa
Tensile strength 483 MPa
Elongation at failure 18%

Figure 1. CT-specimen dimension
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Figure 2. Experimental set-up
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Figure 3. Experimentally measured displacement field components. a) Horizontal and b) vertical displacements

5. CALCULATION METHODOLOGY

From the experimentally measured crack tip
displacement fields for different crack lengths and
employing the MPODM developed by Sanford and Dally
[27], an annular region (see Figure 4) close to the crack
tip was extracted in order to infer crack tip singularity
parameters. The annulus shape of that region is due to
avoid the inclusion of plastic data since employed models
are valid to describe the crack tip singularity under linear
and elastic or small scale yielding conditions. Thus, the
inner radius was chosen according to the Dugdale plastic
zone approximation [28]. A critical issue during the
calculation process lies in the relative position between
fitting points and the crack tip position. Crack tip field
models are formulated considering the crack tip as the
coordinate origin, thus, the crack tip position is required
to carry out crack tip parameters determination. This
variable can be considered an unknown during the
mathematical fitting process; however, this complicates
the fitting process. The consideration of the crack tip
location as unknown is discussed below.
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5.1. Crack tip parameters determination without
including the crack tip position as unknown

When the crack tip location is not included in the
mathematical problem, the fitting problem remains linear
and crack tip parameters can be determined by employing
a suitable matrix factorization to solve an overdetermined
equation system. Thus, the equation system take the form
shown in equation (9)

fit n) (b1 ul
: : =1 9
fi' fw) \by u™

Where fji are the functions related to the crack tip
parameter j = 1: N at the point i = 1:n, b; is the crack
tip parameter j and u’ is the experimentally measured
crack tip field component at the point i. As described
above, this approach allows obtaining crack tip
parameters in a simple manner. However, the crack tip
location for computing relative position between points
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is user-supplied and potential errors can be founded due
to the difficulty to locate the crack tip from the
observation of the experimental displacement field.

5.2. Crack tip parameters determination considering the
crack tip position as unknown

When crack tip location is considered unknown to
determine, the mathematical fitting problem turns into a
highly nonlinear problem. Thus, numerical methods are
required to solve the problem. A way to solve this kind
of problem is from an optimization approach. Thus, an
objective function must be defined and if pertinent,
different constraints. The optimization problem to obtain
crack tip parameters considering the crack tip location as
unknown is shown in equation 10

I (10)

ul fl(Nl,...,NN,Ax,Ay)
min || - :

u f*(Ny, ..., Ny, Ax, Ay)

Where double vertical bars denote the operator norm, N;
a crack tip parameter and Ax and Ay the crack tip
coordinates. The main issue of this approach lies in the
initial solution to run the optimization algorithm since an
ill-conditioned initial solution could lead to the
convergence to a local minimum. To avoid an ill-
conditioned initial solution, from experimental
correlations [29,30], a well initial conditioned initial
solution was generated. Those correlations are shown in
equations 11 and 12

As an initial crack tip location for running the algorithm,
the centre of the annular mesh for data collection was
employed.

Figure 4. Annular mesh for data collection over the
vertical displacement map

6. RESULTS AND DISCUSSION

Three displacement fields were analysed in order to
extract crack tip parameters via the above-exposed
methods. These fields correspond to three different crack
lengths at the maximum cycle load. Tables 3, 4 and 5
show Westergaard, Pommier and CJP crack tip
parameters employing either a linear fitting or the
optimization approach that includes the crack tip location
as a parameter to determine

Table 3. Fitting results employing the Irwin-Westergaard
approach

. Optimization Optimization
K = P 2+« ) (11) Linear P NM
N=—— +10.886 + 4.64a — 13.32a -
VW (1 _ o)z Normalised crack length of 0.439
+ 14.72a® — 5.6a%] K;| 21.0100 21.4888 20.9406
Kin (12) K 0.9409 -1.4858 -0.56321
=—=[0.1477 + 0.93746p — 0.87183> I
7on m[ g k 00, -11.6033 -33.8425 -39.0147
+0.35186°] Ax _ 1 2
. . o . Ay - -7 -8
Where Ky is the nominal stress intensity factor, P is the Normalised crack length of 0.524
applied load, W is the specimen width, t is the specimen K, | 254610 232911 251470
th . . . . M
: ickness, a is the norrpahsed .crack length (a/W) ?m.dlﬁ K,| -1.4505 .8482 20.0002
is the normalised specimen thickness (t/W). The initial
. . o] -6.9602 -52.1123 -59.5772
solutions for the different exposed above models are
. Ax - 6 7
shown below in Table 2.
Ay - -4 -3
Table 2. Initial solutions for used crack tip field models Normalised crack length of 0.602
‘ K; | 32.9265 30.6320 33.2616
Westergaard K| -3.1435 -5.6732 0.0002
K, K Gox ool -7.3154 -50.9593 -91.2468
Ky 0 Ty Ax - 25 1
Pommier Ay - -21 10
K Ky Oox P
Ky 0 9on 0 Table 4. Fitting results employing the Pommier and
cJp Hamman approach
A Cc E F
KI 0 0 0 0 . 0
T it —0oN —0oN Linear Optmll;zatlon Optu;ll\f[atmn
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Normalised crack length of 0.439

K, | 182527

18.7461

17.5256
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p 6.5556 3.2207 4.9796
0o, -17.9451 -39.1678 -41.1656
Ax - -2 1
Ay - -6 -4
Normalised crack length of 0.524
K;| 25.8401 25.6654 25.1401
p 5.0094 -3.4619 -1.0585
0o, -11.8453 -57.2996 -59.6430
Ax - 6 4
Ay - -5 -5
Normalised crack length of 0.602
K;| 26.5664 38.8879 42.8719
p 10.2668 -14.4686 -16.0959
0o, -0.2923 -80.2771 -102.236
Ax - 24 3
Ay - -18 3
Table 5. Fitting results employing the CJP model
. Optimization Optimization
Linear IP NM
Normalised crack length of 0.439
Kp| 27.3844 20.8322 19.9927
0oy -12.486 -26.5022 258.79
0o, 43.733 46.9652 -309.54
Ax - 12 4
Ay - 7 5
Normalised crack length of 0.524
Kr| 49.7886 25.4525 24.5801
0oy -52.725 -56.4159 -238.060
0o,  92.115 69.1318 -266.863
Ax - 7 6
Ay - 9 18
Normalised crack length of 0.602
Kp| 69.8025 43.4844 42.0467
Oy -167.669 -129.1840
Ooy 228.021 540.02
Ax - 25 -9
Ay - -21 6

From results

obtained by employing the Irwin-

Westergaard approach, for each algorithm, the opening
mode stress intensity factor is very similar which means
that this model is very robust in terms of KI
determination. However, major differences exist in the
non-singular stress when crack tip location is considered
unknown. Regarding Pommier-Hamman model results, a
similar trend is observed. Regarding crack tip location,
similar results were founded by each algorithm. In the
case of the CJP model, results shown that this model is
very sensitive to crack tip location since results
employing a linear fitting without considering crack tip
position as unknown are very different to those obtained
considering crack tip location as unknown.

7. CONCLUSIONS

From reported results, the following conclusions are
stablish:
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1. Westergaard and Pommier models are very
robust in terms of KI determination. Any fitting
approach can obtain an accurate KI value.

2. Non-singular stresses are very sensitive to crack
tip position and the employed fitting approach
is key for quantifying correctly this value

3. The CJP model is very sensitive to crack tip
location. A little deviation in the crack tip
position value can induct a high error in terms
of KF determination. Therefore, for inferring
crack tip parameters using this model,
optimization approaches are considered as the
most suitable techniques.
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RESUMEN

El presente trabajo presenta el estudio mediante un modelo Phase-Field Fracture de la fractura de policristales metdlicos
a nivel mesoscépico, utilizando un entorno de célculo basado en la transformada rapida de Fourier (FFT). La implemen-
tacién en FFT del modelo resuelve el sistema acoplado de ecuaciones diferenciales resultantes de Phase-Field Fracture
de forma escalonada e implicita. Para la ecuacién de conservacién del momento lineal se usa un algoritmo de Fourier-
Galerkin no lineal. La ecuacién de Helmholtz para la obtencién del campo de dafio se define como un operador diferencial
lineal en el espacio de Fourier y se resuelve con el método del gradiente conjugado. Este entorno numérico se ha utilizado
para resolver el problema de la fractura en paneles pre-fisurados con materiales policristalinos eldsticos y elasto-plasticos.
La ecuacioén constitutiva en el segundo caso corresponde a un modelo de plasticidad cristalina elasto-visco-pldstico.

ABSTRACT

The present work presents the study of the fracture of metallic polycrystals at the mesoscopic level by means of a Phase-
Field Fracture model, using a calculation environment based on the fast Fourier transform (FFT). The FFT implementation
of the model is used to solve the coupled system of differential equations in a staggered and implicit way. For the linear
momentum conservation equation a non-linear Fourier-Galerkin algorithm is used. The Helmholtz equation, obtained for
calculate the damage field, is defined as a linear differential operator in Fourier space and is solved with the conjugate
gradient method. This numerical environment has been used to solve fracture in pre-fissured panels with elastic and
elastoplastic polycrystalline materials. The constitutive equation of the elastoplastic grains is a model of elasto-visco-
plastic crystal plasticity.

1. INTRODUCCION bargo, el empleo de versiones no-locales de dichos mo-

delos permite eliminar esta dependencia de la malla. La
La fractura en aleaciones metdlicas estd muy influencia- aproximacion mas extendida de los modelos no-locales
da por su microestructura, de tal forma que la distribu- de dafio son los modelos de gradiente. En estos modelos,
cién de formas, tamafios y orientaciones de los granos, la versién no local de las variables internas se obtiene
asi como las caracteristicas de los bordes de grano o bien resolviendo una ecuacién de Helmholtz que incluye una
el comportamiento elasto-pléstico y tenacidad del cristal longitud caracteristica que controla el radio de las inter-
controlan la fisuracién del material a nivel macroscépico. acciones y determina el tamafio de las bandas de dafio en

el material.
Para la prediccién de la fractura a nivel macroscépico en

funcién de la microestructura policristalina es fundamen- Una alternativa a estos, son los modelos de fractura tipo
tal el desarrollo de modelos micromecénicos que permi- Phase-Field, introducidos principalmente en [1] para la
tan incluir la microestructura en la simulacién del proceso simulacién de problemas de fractura eldstica lineal. En
de fisuracién. Existen numerosos modelos para el estudio este modelo la grieta y la discontinuidad que representa
de la fractura a nivel macroscépico de materiales elasto- en el desplazamiento, son sustituidas por una campo de
plasticos. Por una parte, estan los modelos de dafio conti- dafio que representa una versién suave y no singular de
nuo, como los de Lemaitre y Gurson. Su funcionamiento la grieta. El modelo estd inspirado en el planteamiento de
se basa en la definicién de una variable interna de dafio Griffith y formulado de forma variacional con influencia
que evoluciona ligada a la deformacién plastica y cuyo de la energia potencial eldstica y de la energia disipada
valor produce un ablandamiento o deterioro del material. por la creacién de nueva superficie.

Es conocido que estos modelos resultan en una localiza-

cién de la regién dafiada que resulta en una dependencia Los primeros usos de este modelo fueron en materiales
patolégica con el tamafio de la discretizacién. Sin em- elasticos [1] y mas tarde el modelo se extendié a mate-
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riales elasto-plasticos con modelos clésicos de plastici-
dad isétropa. Sin embargo, la extension de este mode-
lo a plasticidad cristalina es un campo muy novedoso y
fue propuesto en [2]. No obstante, las implementaciones
presentadas hasta el momento estdn basadas en el méto-
do de elementos finitos que, por su coste computacional,
restringe el tamafio y complejidad de modelos policris-
talinos con un gran nimero de granos. La alternativa de
resolucion mediante el uso de algoritmos basados en la
FFT [3] permitiria el empleo de volimenes representati-
vos mucho méds complejos, dada la eficiencia de esta téc-
nica. Ya existen algunas implementaciones pioneras del
modelo de phase-field fracture en esquemas de FFT [4],
pero su extension al estudio de la fractura en plasticidad
cristalina es ain inexplorada.

En el presente trabajo se presenta una implementacion de
un modelo phase-field para el andlisis de la fractura en
policristales utilizando un entorno de cdlculo basado en
la FFT. Como aplicacidn se estudia el proceso de frac-
tura en placas policristalinas pre-fisuradas con una dis-
tribucion aleatoria de granos con orientaciones también
aleatorias dentro del plano. Como resultado del estudio se
obtienen la evolucién de grieta asi como las curvas fuer-
za desplazamiento para casos policristalinos eldsticos y
elasto-plésticos.

2. MODELOS

2.1. Modelo de plasticidad cristalina
El comportamiento de la microestructura es representado
mediante un modelo de plasticidad cristalina. Este mode-
lo asume una descomposicién multiplicativa del gradien-
te de deformacién

F = F°F? 1)
en sus partes eldstica, F'¢ y plastica F?, siendo este estado
de deformacidn el que define la configuracién intermedia,
libre de tensiones. Usando la configuracion intermedia, el
segundo tensor de Piola-Kirchoff S se obtiene a partir del
tensor de deformacién elastico de Green E° y del tensor
de rigidez eléstico del cristal C

1
S=C:E° con E° =3 (FF-1). @
El primer tensor de Piola, empleado para resolver el pro-
blema, se relaciona con este mediante
P = FeSF'F T A3)
El gradiente de velocidad plastico se define como la suma
de las velocidades de deformacién cortantes 4 en cada
uno de los sistemas de deslizamiento « caracteristicos de

la aleacién
L? = Zyasa ® m® 4)

(03

siendo s* y m® los vectores unitarios en la direccién de

deslizamiento y normal al plano de deslizamiento. En es-
te estudio se supone una aleacién FCC, con lo que los
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sistemas de deslizamiento disponibles son los 12 siste-
mas octaédricos, m, s € [111] < 110 >.

La velocidad de deformacién cortante 7 sigue una ley
visco-plastica potencial

T o
donde g es la velocidad de deformacion de referencia,
m es el exponente visco-pldstico y 7%, g son respecti-
vamente la tensioén resuelta y la tension critica resuelta
(CRSS) del sistema « considerado.

La evolucién de g* depende de un endurecimiento isé-
tropo y viene dada por

oFo+ Y Gop h s (6)
pta

9o =

donde ¢,z son los coeficientes de endurecimiento latente
y h es el médulo de auto endurecimiento, dado por la
expresion de Voce-Tome [5].

2.2. Modelo de fractura

Para la descripcidn del avance de una fisura en un do-
minio €2 con un contorno df2, el modelo de phase-field
fracture define un campo de dafio, ¢, que representa a
la grieta de forma continua y suave. El campo puede to-
mar valores entre 0 (material no dafiado) y 1 (material
completamente dafiado). El valor de dicho campo viene
definido por la minimizacién de un funcional

1 l
M@ = [ 36+ 5IvelPae @
Q

donde ¢ es un parimetro numérico que esta relacionado
con en ancho donde se difunde la grieta, obteniéndose
una fisura real (de ancho 0) cuando ¢ — 0. El valor de la
integral de la ecuacién (7) es igual al drea real (o longitud
en 2D) de la grieta representada. De esta forma se puede
definir un potencial de disipacion energético debido a la
formacién de fisuras como

D) = | Gr(@)a0 ®)

Q

Donde G, corresponde a la energia de fractura, definida
en la teoria de Griffith como la energia necesaria para
crear nuevas superficies.

El efecto del dafio en el comportamiento del material co-
rresponde a una degradacion de la energia interna. Sea u
el campo de desplazamiento, entonces la energia interna
acumulada por el cuerpo viene dada por

E(u, ¢) = /Q JONh + o+ dpdQ ()

donde v, 1, son las funciones de densidad energética
elastica del material intacto a traccién y compresion res-
pectivamente, 1, es la energia pldstica acumulada y g(¢)
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es una funcién de degradaciéon que determina el efecto
del dafo sobre la energia eldstica. En este trabajo dicha
funcién es seleccionada como g = (1 — <z$)2 + k, con
k como un pardmetro de valor cercano a 0 para evitar
problemas numéricos. En la aproximacién empleada su-
ponemos que la degradacion solo se produce en la parte
de la energia producida por deformacién elastica positi-
va (ecuacién (10)), asumiendo que las componentes de
compresion no influyen en el crecimiento de una grieta,

(10)

1

LED) = SC B w) B (u)
donde E. es el tensor de deformacion elastica de Green-
Lagrange, definido en la ecuacién (2). Para la obtencién
de la parte positiva de la deformacién se ha considerado
una descomposicion espectral [1]

Ej =< A1 > e1®e1+ < Ay > exRes+ < A3 > esRes
(1D
donde las componentes A son las deformaciones eldsticas
principales y la operacién < e > son los corchetes de
Macaulay, que devuelven la parte positiva del argumento
evaluado. El balance energético en el dominio 2 implica
que
Peyt =Dr + & (12)
donde P, es la potencia de las fuerzas externas aplica-
das en la superficie y Dr es la tasa de disipacioén ener-
gética total que contempla a las tasas de disipacién por
formacién de fisuras y disipacién plastica. Introducien-
do las ecuaciones del modelo de plasticidad cristalina en
el balance para un tiempo ¢, se puede derivar un sistema
de ecuaciones diferenciales acopladas con los campos de
desplazamiento y dafio como incégnita.

V- g(0)P(F(u), F?. 5) = 0 -
(S= + 2080 + Gel V2 = 207,

En esta derivacién se ha empleado una aproximacion hi-
brida [6], donde la energia eldstica positiva se usa como
fuerza motriz para la generacién de grieta, mientras que
en la tension se asume una degradacidn isétropa. El va-
lor de la tensién de Piola, P(F,F?, 3) viene dada por
las ecuaciones del modelo elasto-visco-pléstico del cristal
(ecuaciones (1)-(6)), siendo /3 las variables de historia de
la deformacioén plastica. Para asegurar la irreversibilidad
del proceso de dafio, se define en cada paso de tiempo una
variable de estado (¢, t) que representa el maximo dafio
sufrido en un punto como,H(t) = méx (p(t), H(t < t)).
Discretizando en el tiempo, con (+),, en valor de los cam-
pos en t = t,, e integrando con un método de backward
Euler, el sistema final de ecuaciones a resolver es

V- ([(1=Hn)* +KP,) =0
(Se + 208)n + Gl V2, = 203,
Hn(x) = max (Hp-1(x), pn(x))

Pn = Pn(Fn7 F%, IBna Fzyjl_bﬂnfl)

(14)

donde la evolucién de F? y 3,, viene dada por las ecua-
ciones (4)-(6).
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2.3.  Homogeneizacion policristalina mediante FFT

El dominio de la simulacidn, €2, es un elemento tridimen-
sional representativo de la microestructura (RVE) parti-
cionado en diferentes regiones, cada una de ellas corres-
pondiente a un grano, fig.2. E1 RVE es periddico y la pe-
riodicidad en los tres ejes viene dada por el tamafio de
lacelda L = Lie; + Loey + Lses. La forma y tama-
flo de las regiones (granos) viene dada por una teselacién
de Voronoi obtenida a partir de una nube de puntos, cu-
yas posiciones y pesos se optimizan para que la distribu-
ci6én de granos resultante sea representativa del policris-
tal simulado [3]. Finalmente, se asigna a cada grano una
orientacion aleatoria cuya probabilidad viene dada por la
distribucién de orientaciones en el policristal.

El problema de homogeneizacién consiste en encon-
trar los micro-campos de deformacién, F, y de dafio
con una historia de deformacién macroscopica, F, da-
da. Los micro-campos se obtienen introduciendo la his-
toria macroscOpica a través del promedio de deforma-
ciones, < F(x) >q= F, y resolviendo el sistema de
ecuaciones (14) con las condiciones de contorno pe-
riddicas ¢(x + pLie; + qLoes + kLzes) = ¢(x) y
F(x + pLie; + qLoes + kLses) = F(x), para to-
do p,q,k € Z. Como alternativa a imponer la histo-
ria del gradiente de deformacién macroscépico completo,
los autores han desarrollado un método [3] para imponer
condiciones de contorno mixtas sin coste computacional
adicional, permitiendo imponer una mezcla de compo-
nentes del gradiente de deformacién macroscépicoy de la
tension. El sistema ecuaciones (14) se resuelve para cada
paso de tiempo n de forma secuencial e iterativa median-
te un algoritmo escalonado e implicito [1], representado
en la figura 1.

Inicio
¢,, F,,, F, At

Ec. Constitutiva
- P, ¥

0’

Fiter1 Problema
Mecanico

Solver FFT
- AF,F

erhipec < tol

Esquema
Escalonado

Gi+1, Fivr, At | [ Piterr

erTipec > tol

Solver Helmholtz
ertyeim > tol N ¢

erryeim < tol

Figura 1: Esquema escalonado para la resolucién del
problema de fractura.

Este esquema ha sido implementado en el c6digo de ho-
mogeneizacion FFTMAD, desarrollado [3] para resolver
cada ecuacion mediante algoritmos basados en la trans-
formada rapida de Fourier.
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Si el RVE se discretiza en una malla regular de n; -no - ng
puntos, da lugar al mismo niimero de frecuencias en el es-
pacio de Fourier y la transformacion de campos entre am-
bos espacios queda definida por la transformada de Fou-
rier discreta —calculada mediante el algoritmo FFT—.
La ecuacion (14.1) corresponde al equilibrio mecanico y
es un problema no lineal que consiste en encontrar el va-
lor de F(x) en la configuracién de referencia. La tensién
de Piola en cada punto viene dada por la ecuacién cons-
titutiva (ecuaciones (1)-(6)) y estd pre-multiplicada a la
funcién de degradacion correspondiente al dafio de una
iteracion previa. En esta parte del problema el campo de
dafio se mantiene fijo. La resolucién del problema esta
basada en el esquema de Fourier-Galerkin [3] cuyo re-
sultado es un sistema de ecuaciones algebraico no lineal
de 9 - ny - ng - ng ecuaciones, donde las incégnitas son
las componentes del gradiente de deformacién en cada
voxel. Dicho sistema se resuelve mediante el método del
gradiente conjugado.

La ecuacion (14.2) es la ecuacién de Helmholtz, donde
la energfa eldstica positiva, 2¢)%, se mantiene constan-
te y viene dada por la resolucién del problema mecénico
anterior. Esta ecuacion se resuelve definiendo su parte iz-
quierda como un operador lineal del campo ¢ mediante

el uso de la transformada de Fourier

A6(9) = (5 + 208 )0 + Gl F~ [ €| F(0)]
(15)
donde £ es el vector de frecuencias. El resultado es un
sistema lineal de tamafio n; - ns - n3 ecuaciones en el es-
pacio real y que también se resuelve mediante el método

de gradiente conjugado

A(p(x)) = 207, (x). (16)

Es importante remarcar que la ventaja de definir los ope-
radores discretos de forma explicita mediante transforma-
das de Fourier evita tener que calcular y guardar la ma-
triz de coeficientes. También conviene resefiar el uso de
pre-condicionadores para la resolucién del problema de
Helmbholtz [7].

Ambas ecuaciones se resuelven de forma secuencial e ite-
rativa segun procedimiento descrito en la figura 1. El pro-
ceso acaba cuando las diferencias de los campos de defor-
macién y dafio entre dos iteraciones sucesivas sean sufi-
cientemente pequefias, momento en el que ambos campos
satisfacen a la vez al sistema de ecuaciones (14).
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3. RESULTADOS

3.1.  Caracteristicas de las simulaciones

Los casos estudiados se realizan en un dominio tridi-
mensional de tamafio 1 X 2 X 2mm, y discretizado en
1 x 256 x 256 voxeles. Las condiciones de contorno pe-
riédicas en X y el uso de un solo punto en esa direccién
corresponden a un problema de deformacién plana o ten-
sién plana generalizada.

Las simulaciones se han efectuado sobre una microes-
tructura policristalina con una distribucién logaritmico-
normal de tamafos de grano con valor medio es de
300um de diametro(figura 2A). La placa tiene una textu-
ra de fibra, con los cristales con su direccién [100] orien-
tada perpendicular a la placa, X, y las otras direcciones
orientadas de forma aleatoria. La placa se deforma impo-
niendo un estado de deformacion medio uniaxial, a través
de imponer un gradiente de deformacién total F(¢) de va-
lor O en todas las componentes menos en la direccién Y
(fig. 2B), donde la deformacién es proporcional al tiem-

po.

El panel estd pre-fisurado con una grieta de 0,4mm de
longitud (Fig. 2B). Dicha fisura se ha introducido como
un campo de dafio inicial, Ho(x). El valor de ese cam-
po difuso (Fig. 2C) se obtuvo resolviendo la ecuacién de
Helmholtz con pardmetro ¢ para una distribucién de dafio
localizado en una sola fila de voxeles. De esta forma, la
fisura es equivalente a una desarrollada mediante meca-
nismos de fractura.

W

. ’.t{.

- 1

A)

Figura 2: Representacion geométrica de los casos
estudiados. A) Microestructura policristalina
representativa del dominio. B) Dimensiones geométricas
de los casos. C) Regularizacion de la fisura inicial

3.2.  Fractura en el material eldstico

Las propiedades eldsticas del cristal corresponden a una
superaleacién basada en niquel [8] y son C;; = 259
[GPa], C12 = 179,1 [GPa] y C44 = 109,6 [GPa].
Las constantes usadas en el modelo de phase-field son
¢ = 0,03 [mm] y G, = 10000[J/m?]. Debido a la textu-
ra de fibra en el policristal, el RVE tendrd un comporta-
miento transversalmente isétropo. Las propiedades elds-
ticas efectivas del policristal se obtuvieron mediante si-
mulaciones FFT en las diferentes direcciones, usando un
RVE idéntico pero sin fisura previa.
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Se realizaron dos simulaciones de la propagacién de la
fisura, una usando el material policristalino y otra em-
pleando un material eldstico transversalmente isétropo
equivalente. Los resultados de las simulaciones se han re-
presentado en la figura 3, donde se observan los campos
de dafio tras la rotura del panel y los campos de tension en
el estado inmediatamente anterior al inicio de la fractura,
superpuestos a la microestructura en el caso del policris-

tal.
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Figura 3: Simulacién en materiales eldsticos. A) Fisura
generada en policristal eldstico. B) Fisura generada en
cristal homogeneizado. C) Campo de tensiones en la
direccidn de traccion para el policristal eldstico. D)
Campo de tensiones en la direccion de traccién para el
cristal homogeneizado

Se puede observar que la fractura desarrollada por am-
bos materiales es morfolégicamente distinta debido a la
influencia de la microestructura. Por una parte, la fisura
genera una gran concentracién de energia eldstica en sus
extremos (figura 3C), por la otra, la microestructura ge-
nera concentraciones de tension locales que implican una
acumulacidén desigual en la energia de cada grano. Esto
produce que el avance de la grieta, aunque dictado prin-
cipalmente por el estado de tensién generado alrededor
de la grieta, cambie de direccién constantemente, lo cual
se ve afectado significativamente por los bordes de grano
en donde se dan las mayores diferencias en el campo de
tension (figura 3 A). Esto no ocurre en el caso homogenei-
zado, donde se observa un campo de tensiones continuo
(figura 3D), y una propagacioén recta de la grieta (figura
3B).

Las curvas de fuerza media y desplazamiento medio en
cada simulacién se obtuvieron a partir del promedio vo-
lumétrico de la tensién y deformacion, resultados de las
simulaciones de homogeneizacién, y de las dimensiones
del panel.

4.0

—=— Policristal Eldstico
35 Cristal Homogeneizado
3.0

0.000 0.003 0.006 0.009 0.012 0.015 0.018
Desplazamiento [mm]

Figura 4: Curvas de Fuerza v/s desplazamiento de las
simulaciones planteadas.

La semejanza inicial de las curvas se explica por la equi-
valencia de sus formulaciones constitutivas. Sin embargo,
las diferencias en la fractura se debe al efecto de la mi-
croestructura del caso policristalino, ya que la mayor pre-
sencia de concentradores de tension en ese caso facilitan
el temprano comienzo de la grieta. Ademads, su grieta se
desarrolla paulatinamente, ya que no todos los granos se
fracturan de la misma forma, lo cual ralentiza su avance.

3.3.  Fractura en material elasto-pldstico

La simulacién con el material policristalino se repite in-
corporando el modelo de plasticidad cristalina con las
propiedades de endurecimiento empleadas en [8] (19 =
465,5 [MPa], 4 = 598,5 [MPa], Hy = 6000 [MPa] y
H, = 300 [MPa]) e imponiendo las mismas condicio-
nes que en las simulaciones anteriores. Como resultado
se tienen los campos de la figura 5
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Figura 5: Simulacién en material elasto-plastico. A)
Campo de dafio posterior a la fractura. B) Campo de
tension anterior a la fractura. C) Campo de deformacién
cortante acumulada posterior a la fractura. D) Grafica de
Fuerza media v/s deformacién media en comparacién
con la curva equivalente en la simulacidn eléstica.
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Se observa que la fractura y el campo de tensiones en este
material son similares a las del material policristaino elas-
tico. Esto se explica por el uso de la misma microestruc-
tura y porque la deformacién plastica estd muy localizada
en dreas cercanas a la grieta. Las diferencias con la simu-
lacion eléstica se deben que la orientacion de los granos,
ademds de variar localmente la energia eldstica, favorece
una mayor disipacién pléstica en los granos bien orienta-
dos, con una menor tasa de acumulacién de energia elas-
tica y un menor desarrollo de la grieta. El desarrollo loca-
lizado de la plastificacion se encuentra mayoritariamente
cerca del paso de la grieta, lo cual se observa en la figu-
ra 5C en el campo de deformacién cortante acumulada
(T =3, [, 13*|dt). A pesar de ello, la curva de fuerza
v/s desplazamiento de la figura 5D se ve afectada hacia el
final del cdlculo por los efectos plasticos. También se ob-
serva que la fractura se desarrolla posteriormente a la de
la simulacién eléstica. Esto se debe a que la energia dis-
ponible para fracturar el material es inferior en el mate-
rial elasto-plastico debido a la disipacion pldstica, lo que
implica que se requiere de mds trabajo externo para acu-
mular la energia necesaria para iniciar la fractura. Si se
representan las dreas bajo la curvas tensién-deformacion
de la figura 5D, se obtienen los valores de 0,023[.J] para
el caso eldstico y 0,028[.J] en el caso elasto-pléstico. Esta
discrepancia se explica porque el drea bajo la curva en el
caso elasto-plastico no considera solo a la energia dispo-
nible para generar fractura. También se debe sefalar que
las simulaciones, al poseer un control de deformacién to-
tal, no logran captar el efecto de retroceso (snapback) de
la deformacidn que es caracteristico de los procesos de
fractura. Por lo tanto, la energia disponible para fractu-
rar el material no se ve representada en las dreas bajo la
curva.

4. CONCLUSIONES

Se ha implementado un modelo phase-field fracture en un
entorno de célculo robusto y eficiente basado en la FFT
para el andlisis del desarrollo de la fractura en materiales
policristalinos elésticos y elasto-plasticos, habiendo aco-
plado al cdlculo un modelo de plasticidad cristalina en el
caso elasto-plastico. Las simulaciones realizadas logran
capturar el efecto de la microestructura sobre el proceso
de fractura. Las desviaciones observadas en el avance de
la grieta en los casos policristalinos respecto de un medio
monolitico equivalente son producto de la anisotropia de
cada grano dentro del material, tanto a nivel eldstico co-
mo plastico. El proceso de fractura ha logrado ser captado
en todas las curvas. Las curvas fuerza y desplazamiento
de la fisuracién de paneles eldsticos policristalinos u ho-
mogéneos es muy similar. En el caso elasto-plastico, la
direccion de la fisura no es igual a la del material elés-
tico con una microestructura idéntica. Ademas, la ener-
gia disipada calculada como el drea bajo la curva fuerza-
desplazamiento, fue mayor en el material elasto-pléstico.
La metodologia descrita en este trabajo, todavia en pro-
ceso de optimizacién, ha demostrado ya ser eficiente res-
pecto a otras [2], al obtenerse con éxito la evolucién de la
fractura en casos con una geometria compleja y una dis-
cretizacién muy fina (65536 voxeles). Préximamente se
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mejorard la formulacion de phase-field para considerar
las contribuciones energéticas de la plasticidad y también
se implementard un esquema de minimizacidn total de la
energia que reemplaze el esquema escalonado para opti-
mizar ain mas las simulaciones.
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RESUMEN

La influencia de la frecuencia se analiza como un efecto de endurecimiento viscoelastico del material que conduce
simultaneamente a una reduccion de los valores nominales de la tensién maxima, owm, y de la relacion de tensiones, R,
aplicados durante el ensayo para frecuencias crecientes. Esto permite la reduccién del modelo om-R-f-N, en el que la
tensién maxima es la variable primaria de referencia mientras la relacion de tension, R, y la frecuencia, f, son las variables
secundarias, al modelo probabilistico tridimensional om-R-N, recientemente desarrollado. Los pares om-R nominales
aplicados en el ensayo se transforman en pares om-R efectivos que pueden evaluarse como pertenecientes a una Unica
muestra con independencia de la frecuencia del ensayo y de la relacion de tensiones. Ademas, el modelo define una
variable normalizada V, que representa una medida del dafio acumulado cuando se somete la probeta a una historia de
carga variable permitiendo estimar la evolucion de la probabilidad de fallo en funcion de la carga aplicada. EI modelo se
valida mediante su aplicacién a un amplio programa experimental de fatiga realizado sobre alambres de aleacion de
aluminio de alta pureza, Al_H11, empleados en la interfaz de transistores bipolares de puerta aislada (IGBT) bajo tres
frecuencias diferentes (2, 20 y 200 Hz).

PALABRAS CLAVE: Campo S-N probabilistico; Efecto de frecuencia; Tension y relacion de tensiones efectivas;
Médulo Ezefectivo

ABSTRACT

The influence of the frequency is analyzed as a viscoelastic hardening effect of the material that leads simultaneously to
a reduction of the nominal values of the maximum stress, om, and the stress ratio, R, applied during the test for increasing
frequency. In this way, the om-R-f-N model, in which the maximum voltage is the primary reference variable while the
stress ratio, R, and the frequency, f, are the secondary variables, is reduced to the three-dimensional probabilistic om-RN
model, recently developed. The nominal om-R pairs applied during the test are transformed into effective om-R pairs that
can be evaluated as pertaining to a single sample regardless of the test frequency and stress ratio. In addition, the model
defines a normalized variable V which represents a measure of the accumulated damage when the specimen is subjected
to a variable load history, allowing the evolution of the probability of failure to be estimated as a function of the applied
load. The model is validated when applied to a wide experimental fatigue program carried out on high purity aluminum
alloy wires, Al_H11, used in the interface of insulated gate bipolar transistors (IGBT) under three different frequencies
(2, 20 and 200 Hz).

KEYWORDS: S-N probabilistic field; Frequency effect; Effective stress and stress ratio, R; Effective E+-modul

INTRODUCCION ensayos costosos de larga duracién, cuyo coste se intenta
El actual dimensionamiento a fatiga de componentes minimizar mediante la utilizacion de maquinas que
electronicos y aeronauticos, maquinas rotativas como trabajan a frecuencias medias y altas, desde 100 a 1000
turbinas, material ferroviario y de otros componentes y Hz [1], y ultrasonicas [2,3]. Esto plantea un conflicto de
magquinas en muchos campos de la ingenieria, exige una intereses. Por un lado, se trata de reducir al maximo el
caracterizacion objetiva y consistente del material para tiempo del ensayo, mientras que por, otro, se pretende

garantizar un disefio fiable y econdémico. Ello implica
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garantizar que los ensayos realizados tengan una
interpretacion inmediata en el disefio de componentes
sometidos a frecuencia considerablemente mas bajas

Freundenthal y Gumbel indican en [4] que la influencia
de la frecuencia en los resultados de la vida en fatiga se
debe al "comportamiento inelastico” de las probetas bajo
carga ciclica. Aunque estos autores suponen que el
rendimiento de fatiga de los metales estructurales no se
ve afectado dentro del rango de frecuencia de las
maquinas de fatiga convencionales, puede esperarse un
cierto efecto de frecuencia tanto a frecuencias
relativamente altas como muy bajas. La incorporacion
imparable de las maquinas de media, alta y muy alta
frecuencia [1] y ultrasénicas [2,3] en la caracterizacion a
fatiga permite realizar ensayos en el dominio de fatiga de
altisimo numero de ciclos, VHCF, que resultarian
inasumibles a bajas frecuencias, pero, como
contrapartida, exige tener en cuenta la indiscutible
influencia de la frecuencia del ensayo. A su vez, Guennec
et al [5] justifican el efecto de frecuencias habituales
menores de 150 Hz en fatiga como el de la velocidad de
deformacion sobre la tension de fluencia. Ademas, lo
relacionan con microplasticidad debido a un cambio en
la relacion tension-deformacion con disminucion de la
energia de histéresis para frecuencias crecientes.

El presente trabajo se entiende como una propuesta
preliminar para el analisis de la influencia de la
frecuencia sobre los resultados de fatiga. Con él, se
aporta un primer paso en la deduccion de un modelo mas
general que posibilite la conversion de los resultados de
fatiga del campo S-N obtenido bajo frecuencias altas o
ultrasénicas en sus valores equivalentes para una
frecuencia estandar de referencia. Esto garantiza la
caracterizacion del material en estudio bajo un criterio
Unico y fiable y, por tanto, su aplicacion en el disefio de
componentes bajo condiciones de servicio reales
cumpliendo los criterios de integridad estructural.

EL MODELO APLICADO

El modelo om-R-f-N propuesto, expuesto detalladamente
en [6], implica una aproximacion general que comprende
la consideracion de una funcién de conversion de las
variables nominales del ensayo en variables efectivas
para la frecuencia de ensayo, a saber, la tension maxima,
om, YV la relacion de tensiones, R. Se entiende por
variables efectivas las que definen las condiciones reales
de deformacion a las que esta expuesto el material bajo
las condiciones particulares de frecuencia en el ensayo.
La adopcion de un modelo viscoeldstico en la
caracterizacion del material bajo carga ciclica en control
de carga justifica el procedimiento anterior. De este
modo, la evaluacién de los resultados obtenidos para
diferentes frecuencias, que corresponden a un modelo
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previo tetradimensional om -R-f-N, se reduce al problema

tridimensional oM -R-N, resoluble con el modelo
analitico propuesto en [7]:

(tog A (M) (ya2) B
p — 1—exp _ No 1-R IMgo 1-R (1)

6/(1-R)

MODELIZACION
FRECUENCIA

DEL EFECTO DE LA

A continuacion, se presentan las ideas y formulas basicas
utilizadas para reproducir el efecto de la frecuencia sobre
los resultados de fatiga. La influencia de la frecuencia
sobre la fatiga se supone que se manifiesta en la variacion
de la magnitud del modulo complejo de relajacion, o
modulo efectivo, E, ;. La observacion es consistente con
la experiencia experimental de que una velocidad
creciente en una prueba de carga monoténica influye
aumentando el modulo aparente de elasticidad.

Cuanto mayor es la velocidad de carga en el ensayo, mas
rigido se comporta el material o, equivalentemente,
cuanto mayor es la frecuencia en el ensayo, mayor resulta
ser el modulo de elasticidad efectivo, E,,. Para una
frecuencia muy baja, el médulo efectivo tiende al médulo
elastico del material, E,, mientras que para frecuencias
muy altas, el médulo tiende asintéticamente a E,,.

Saucedo et al [8], proponen un modelo basado en una fdd
triparamétrica de Weibull para analizar la influencia de
la frecuencia y la relacion de tensiones en la vida a fatiga
del hormigén, tanto en masa como reforzado con fibras,
gue demuestra la reduccion de las tensiones efectivas
debido al aumento de las frecuencias.

Todo esto estd de acuerdo con un simil viscoelastico del
material, en el sentido de que, para valores crecientes de
la frecuencia, la magnitud del médulo de relajacion del
material crece de forma sigmoidal y llega a alcanzar un
valor asintético. Bajo la condicion de ensayo en control
de carga, esto implica que la deformacién méaxima
inducida en un ciclo de carga disminuye a medida que

la frecuencia aumenta, ver Figura 1. Dado que la
deformacion es el mecanismo determinante en el proceso
de fatiga, y suponiendo que el médulo elastico define la
tension efectiva a partir de la deformacion real en el
ensayo, esto supone que actla una tension efectiva
menor que la nominal e inversamente proporcional al
factor as = E,¢/E, , donde E,; es el modulo efectivo que
se define mas abajo. Por lo tanto, un aumento de la
frecuencia se traduce en un desplazamiento de las curvas
S-N hacia la derecha.

De acuerdo con lo anterior, podemos normalizar el
moédulo efectivo y puesto que ello implica la
transformacion al rango [0,1] podemos aceptar su
representacion como una funcion de Weibull para el
logaritmo de la frecuencia, en los términos siguientes:
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Br
P [_ (log gfr/fO)) ] (2)
donde f() es una frecuencia de referencia y log fy , 6¢ y
Br son, respectivamente, los parametros de Weibull
adimensionales de localizacion, escala y forma. Como se
observa, se considera que existe un cierto valor limite, o

parametro de localizacion, por debajo del cual el efecto
de la frecuencia es imperceptible.

Normalization

frequency

Omeannom=meanef

Fig. 1: (arriba) llustracion esquematica de la dependencia
del médulo efectivo en funcion de la frecuencia y su
normalizacién como fdd y (abajo) conversion de
tensiones nominales en efectivas

Despejando E,f se obtiene:

Eo = By + {1 — exp [— (%)ﬁf]} (o~ Eo) (3)

y tras definir a,; como:

E

aef = é <1 (4)
resulta, junto con (2):
Qor = : (5)

B
1+{1—exp[—(710g (g/f(’)) f]}(Ema-o—l)
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donde

ratio — E;.: =1 (6)
De acuerdo con lo anterior, el valor de om y de la
amplitud de tensiones resultan afectadas por el valor de
a.r , mientras que la tension media permanece constante
como consecuencia del procedimiento de aplicacion de
las cargas en la maquina de ensayo, que consiste en
incrementar la amplitud de tension manteniendo la
tension media durante el ensayo. De ahi resultan las
expresiones de oy ., en funcion de a,, y de los valores
nominales oy nom» Rnom, Y de Ry, en funcion de a.r y

del valor nominal R,,,,,:

OMef = Omean,ef + Og.ef = Omeannom + AerOgnom

_ O-M,nom + O-m,nom O-M,nom - O-m,nom

2 Gef 2

_ (1 + aef)aM,nom + (1 - aef)o'm,nom
2

[(1+aef)+(1_aef)Rnom] OMnom
2

()

y

Um,ef _ Omeannom — O-a,ref

Ref =

O-M,ef Umean,nom + aa,ref

__ Omeannom ~ Qef Oanom

Omeannom + aef Ognom

— (1-aer)+(1+aer)Rnom
(1+aef)+(1-acf)Rnom

(8)

Esto significa que la influencia de la frecuencia sobre los
resultados de fatiga equivale a una sustitucién de los
valores nominales de la tension maxima om y de la
relacién de tensiones R en el ensayo, por sus homénimos
efectivos que pueden ser evaluados con el modelo
tridimensional om-R-N, propuesto en [7]. Dado que en
este modelo se propugna un Unico limite de fatiga,
independientemente del valor de R, el resultado anterior
indica que la frecuencia no afecta al limite de fatiga del
campo S-N, con lo cual la determinacion de la curva E =
E(f) seria asequible.

ESTIMACION DE LOS PARAMETROS DEL
MODELO

Para estimar los diez parametros del modelo
a, No, om0, ¥, 6¢, fo , Br, 4,6 y B se aplico un método en
dos etapas. En la primera, los siete parametros
deterministas {Ny, oo, .V, fo , 8, B } s estiman
aplicando un modelo de regresion basado en minimos
cuadrados que minimiza la suma de los términos del
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error, las diferencias entre los valores observados, oy, ¥
aquéllos, dados por las curvas de regresion de la
expresion que corresponde al valor medio de V, es decir

V=9r (1 +%) ver [6]. Esto supone la solucion del
siguiente problema de optimizacion:

2

Noaﬁgglg;;zgrﬁfvz Y 1IaMf —Omo <1+_(109N_:_(:1RR1))+1 Ref_> (9)
donde Om,; Y Rer, dependen de fo,6¢ Y By, sujeto a
R,
NL-ZNoex)g<1 R‘) i Nooa,y 20 50y, 20 (10)
T Ref, i

i

donde n es el tamafio de la muestra.

En la segunda etapa, manteniendo V constante, se
obtienen los parametros aleatorios {A, 8,8} mediante
méaxima verosimilitud restringida seguin el siguiente
problema de minimizacién implementado en Matlab,
mediante la funcion “fmincom”:

mlr(lgllr?mzarZ Y i(—logB + logs + WB - (B-1)logW,) (11)

sujeto a B =0, donde la expresion entre paréntesis
anterior es verosimilitud logaritmica y

(12)

Esta restriccion garantiza que las curvas de regresion
estimadas no se modifican y que se evita asimismo
sobreajuste.

1\'"“.,_,_ =

'J- ;‘:

-
n

o]
Hk’.h’:ﬁm:“ii‘:t

Figura 4. Resultados experimentales obtenidos en el
programa experimental con alambres de Al-H11. Los
valores atipicos se representan por simbolos cuadrados.

EJEMPLO DE APLICACION

Con el fin de demostrar la utilidad del modelo en la
evaluacién de campafias experimentales realizadas a
diferente frecuencia, se consideran los resultados de
fatiga obtenidos con alambres de aluminio de gran pureza
del tipo Al-H11, en condiciones de suministro, de 400
pum de diametro con una longitud libre de 10 mm
fabricado por Heraeus y ensayados bajo tres frecuencias
diferentes (2, 20 y 200 Hz). Los ensayos se realizaron en
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una maquina TA ElectroForce DMA 3200 con una
capacidad de 500 N y rango de frecuencias entre 10e-5y
300 Hz y rango de desplazamiento de +6 mm bajo control
de carga de traccion para una relacion de tensiones
R~0.1. Los resultados experimentales obtenidos en los
ensayos se muestran en la Fig. 4, que revela la presencia
de algunos valores atipicos (outliers) como simbolos
cuadrados que representan un 2% del total de los 243
datos obtenidos, por lo que no han sido considerados en
la evaluacion del modelo. La estimacion de los
parametros del modelo, recogidos en la Tabla 4, se lleva
a cabo de acuerdo con el método de dos etapas descrito
arriba.

46

2Hz

10° 10" 10

Figura 5. Resultados experimentales y curvas de
regresion de los campos om-N (arriba) y omer-N (abajo)
para las tres frecuencias f=2, 20 y 200 Hz mediante ajuste
de minimos cuadrados.

Tabla 4. Pardmetros del modelo estimados

oMo No o Y fo

18.92 | 0.347 | 0.143 | 0.104 | 1.56 x 10e-5
B i ) A B

2.63 11.8 | 0.76 1.59 6.66

El ajuste de la variable normalizada V, dada por la
ecuacion siguiente:

V(N; oy, R) = (1 — R)[ log——ﬂ) ("—”— 1) - y] (13)

1-R (7

incluye las tres frecuencias, ver Figura 6, en la que los
resultados muestran una cierta tendencia a una asintota
vertical, lo que confirma la pertenencia a una distribucién
de Weibull con pardmetro de forma S = 6.66, que se
aproxima a la solucién de Gumbel.
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Figura 6. Representacion de los resultados de V en papel
probabilistico de Gumbel para las tres frecuencias
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Figura 7: Bandas de probabilidad de Weibull para los
estadisticos de orden de la muestra

En la Figura 7 se representa la fdd empirica de todos los
datos juntamente con los percentiles p= 0.01, 0.05, 0.50,
0.95 and 0.99 de los estadisticos de orden de Weibull que
confirman, una vez mas, que la pertenencia a esta
distribucion es una opcion razonable.

Los campos S-N para las diferentes frecuencias (f= 2Hz
en azul, =20 Hz en verde y =200 Hz en rojo) con los
percentiles p=0.01, 0.05, 0.50, 0.95 and 0.99 se exponen
en la Figura 8. Se deduce que los datos demuestran un
buen ajuste y confirman la bondad del modelo propuesto.
Por ultimo, la funcion sigmoidal estimada, E;r — log f,
se representa en la Figura 9.

Se puede concluir, al menos en el presente ejemplo, que
comprende un alto nimero de resultados experimentales
de fatiga para tres frecuencias, que el modelo se comporta
adecuadamente como seria deseable. En un futro se
plantean algunas mejoras relativas, como posib les
modificaciones de escala en el médulo efectivo, junto
con otras consideraciones sobre la variabilidad del
modelo.

CONCLUSIONES
Las conclusiones mas relevantes de este trabajo son:

- Se presenta un nuevo método para considerar el efecto
de frecuencia sobre los resultados de fatiga de materiales
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Figura 8. Curvas percentiles p=0.01, 0.05, 0.50, 0.95,
0.99 de las curvas de regresion de om frente a N para las
tres frecuencias f=2, 20 y 200 Hz, respectivamente.

Eef*

o 0 ® 10’ i w 10t 10

Figura 9. Representacion de la funcion Eer*-f resultante.

cuando se consideran la tensién méxima, om, Yy la relacion
de tension R como variables.

- El trabajo demuestra que el efecto de frecuencia en una
muestra es equivalente a un efecto concurrente que
implica la reconversién de los valores nominales en
valores efectivos del par om-R de cada ensayo en funcion
de la frecuencia.
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- La estimacion de los parametros del modelo se lleva a
cabo en dos etapas de acuerdo con dos grupos de
parametros. En la primera se estiman los parametros que
definen el modelo determinista mediante regresion de
minimos cuadrados, mientras que en la segunda se
calculan los que describen la aleatoriedad del modelo
mediante el método de méaxima verosimilitud restringida.
La aplicacion a ambas clases es independiente para evitar
el sobreajuste.

- Debido al caracter integrador del modelo, al normalizar
y evaluar todos los resultados conjuntamente como
pertenecientes a una Unica muestra, independientemente
de la frecuencia de ensayo, se reduce el tamafio de la
muestra ensayada a cada frecuencia y se incrementa la
fiabilidad en la estimacion de los parametros.

- El modelo define una variable normalizada V que
permite calcular la contribucién de cada ciclo al dafio
total en funcién del valor de om, de la relacién de
tensiones R y de la frecuencia. La variable V esti
asociada a la probabilidad de alcanzar el dafio total para
cualquier historia de carga variable aplicada.

La aplicacion del modelo a los resultados de una extensa
campafa experimental, realizada con probetas de
alambre de aleacidn de aluminio alambres de aleacion de
aluminio de alta pureza, Al_H11, bajo tres frecuencias f=
2,20y 200 Hz, es satisfactoria.
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RESUMEN

Dos nuevos paradigmas permiten el desarrollo de un modelo probabilistico general S-N que incluye el efecto de la relacién
de tensiones, R, sobre los resultados de fatiga. El primero es el reconocimiento de la tension maxima om cOmo la variable
de referencia que gobierna el mecanismo de crecimiento de grieta por fatiga y que, por tanto, define el umbral de la
condicidn de iniciacion. Esto propicia la consideracién de om como la variable primaria a la que se refieren las vidas en
fatiga, mientras que R actuaria como la variable secundaria. El segundo propugna, de acuerdo con lo anterior, la unicidad
del limite de fatiga independientemente de R. Junto a esos dos principios, la condicion de compatibilidad cruzada entre
ambas distribuciones F (N;om,R) y F (om;N,R), permite establecer una ecuacion funcional cuya solucién proporciona la
solucidn analitica tridimensional del campo om-N-R caracterizado por el limite de fatiga Gnico. La evaluacion conjunta
de todos los resultados, independientemente del valor R, reduce el nimero de pardmetros intervinientes y garantiza una
mayor fiabilidad en la evaluacion del modelo S-N. La variable de normalizacion, V, representa un estado de dafio
acumulado y, como tal, permite predecir el fallo de componentes por fatiga bajo carga variable. La aplicacion del nuevo
modelo a los resultados de una campafia experimental de fatiga realizada sobre un acero P355NL1 certifica su validez.

PALABRAS CLAVE: Campo om -N-R tridimensional; Validacién experimental; Variable de dafio acumulado

ABSTRACT

Two new paradigms allow the development of a general probabilistic S-N model that includes the effect of the stress
ratio, R, on the fatigue results. The first one is the recognition of the maximum stress om as the reference variable that
governs the fatigue crack growth mechanism and, therefore, defines the threshold of the initiation condition. This favours
the consideration of om as the primary variable to which fatigue lives are referred to while R would act as the secondary
variable. The second advocates, in accordance with the above, the uniqueness of the fatigue limit regardless of R. Together
with these two principles, the cross-compatibility condition between both distributions F (N;om,R) and F (om;N,R ),
allows a functional equation to be established whose solution provides the three-dimensional analytical solution of the
om-N-R field characterized by the common fatigue limit. The joint evaluation of all the results, regardless of the R value,
reduces the number of intervening parameters and ensures greater reliability in the evaluation of the S-N model. The
normalization variable, V, represents a state of accumulated damage and, as such, allows the failure of components due
to fatigue under variable load to be predicted. The application of the new model to the results of an experimental fatigue
campaign carried out on a P355NL1 steel confirms its validity.

KEYWORDS: Three-dimensional om-N-R field; Experimental validation; Damage accumulation variable

INTRODUCCION minima, om, rango de tension, Ac, amplitud de tension oa,
relacion de tensiones, R = om/owm, Y tension media, omedia
La correcta y completa caracterizacion a fatiga de un =(omtom)/2, sbélo dos cualesquiera de ellas son
material bajo condiciones de carga constante exige la independientes, aunque, como se vera, existen razones
consideracion de tres variables para su posterior uso en fundadas para considerar om y R como las variables
el modelo basado en tensiones: una variable idéneas de referencia.
independiente primaria, como magnitud tensional de
referencia, una variable independiente secundaria o nivel La mayoria de los modelos, utilizados en el disefio
de tensién y, finalmente, el nimero de ciclos hasta la estructural para definir el campo S-N, estan referidos a
rotura, N, como variable dependiente obtenida del una variable tensional primaria, generalmente AG 0 G,,
ensayo. De las siete variables utilizadas en fatiga, segin para un valor fijo del nivel de tension R=cm/om,
el modelo [1], a saber, tensidn méaxima, owm, tension habitualmente -1 o =~0. Sélo en casos de determinados
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materiales, como hormigdn, resulta habitual la referencia
a om, que puede ser entendida como un caso particular de
referencia a Ac para R=0.

En el disefio practico de dafio acumulado en componentes
bajo carga variable, los rangos o amplitudes de tension
en los ciclos de carga para otros valores de R diferentes,
se transforman, mediante la aplicaciéon de una regla
empirica, en rangos o amplitudes de tensidn equivalentes,
que conducen hipotéticamente, al mismo ndmero de
ciclos hasta la rotura que bajo las condiciones reales de
carga. Ello permite utilizar solo un campo S-N para
diferentes valores de R [2]. A pesar de su amplio
reconocimiento y aplicacion, estas propuestas empiricas
solo se basan en su simplicidad y en la posible calidad de
los ajustes en aplicaciones a materiales concretos sin
mayor justificacion, por lo que su generalizacion queda
en entredicho. La consideracién de Ac 0 65, como Unica
variable de referencia, fue la tonica general desde los
primeros estudios de fatiga por parte de Wohler en 1870
[3] hasta la precoz consideracion del nivel de tension por
parte de Manson y Coffin a mediados del siglo XX [4,5].

El objetivo de este trabajo es la deduccién de un modelo
tridimensional probabilistico del campo S-N, en el que la
vida a fatiga, es decir, el nimero de ciclos, N, esté
referida a om, como variable primaria y a R como
variable secundaria.

JUSTIFICANDO UN NUEVO CONCEPTO DE
CAMPO S-N

En la representacion de las curvas de velocidad de
crecimiento de grieta, se puede observar una tendencia
creciente a tomar el FIT méaximo, Ky, como variable de
referencia en lugar de AK, ante la posible independencia
del valor umbral del FIT, Ky, con respecto a la relacion
de tensiones, R. La correspondencia entre Ky, como
frontera entre grietas propagantes y no propagantes, y el
limite de endurancia, omo, en el campo S-N, ver [6],
induce a considerar el par om-R, como variables primaria
y secundaria, respectivamente, en base a los siguientes
argumentos:

- Paraddjicamente, se observa que el campo Ac-N sigue
dependiendo de R, a pesar de que Ac se define
previamente como Ac= om — om =(1-R), es decir como
una funcion de R, lo que sugiere que la eleccion de esta
variable como referencia primaria en el proceso de fatiga
es inadecuada. Como se comprueba a nivel fisico o
experimental, mientras om actia como una variable
“independiente” en las condiciones de control de
méaquina de un ensayo, la definicion de Ac como variable
esta necesariamente vinculada a la definicion de R.

- A pesar de la aparente equivalencia en la
caracterizacién a fatiga mediante los pares As-N y om-N
en la posible definicién tridimensional del campo S-N, se
deduce la prioridad a favor del segundo. El fendmeno de
localizacion de deformaciones ciclicas en bandas de
deslizamientos persistentes y la formacién de
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extrusiones, intrusiones y microgrietas se pueden atribuir
en primer grado como dependientes del valor absoluto de
la tensién y solo secundariamente de su valor minimo, es
decir de R [7,8]. Ello se justifica en la definicion del
umbral de iniciacion, es decir, del limite de endurancia
(limite de fatiga para N—oo) asociado al criterio de grieta
propagante desde una consideracion probabilistica
basada en los mecanismos micromecanicos de fatiga. De
acuerdo con ello, se puede admitir la unicidad del limite
de endurancia, omo, en el campo om-N para R constante,
solo dependiente del acabado superficial, pero
independiente de R, asi como la nulidad del limite de
fatiga, Aco=0, en el campo Ac-N para om constante, lo
gue supone una trascendente reduccion del nimero de
parametros implicados en la definicién del modelo om-R-
N, con respecto al planteamiento general presentado en
[9,10].

- Aparte de las razones aducidas anteriormente, la
adopcidén del par om-R en el disefio practico conlleva
otras ventajas evidentes, tales como: a) Mantenimiento
de la secuencia en la evaluacién del dafio acumulado y
prediccion de vida lo que permite calcular el incremento
de dafio tras cada ciclo aplicado teniendo en cuenta el
nivel de tension; b) Preservacién de secuencia y
simultaneidad de las historias de tensiones normales y
tangenciales en el caso de fatiga multiaxial,
contrariamente a lo que ocurre cuando los espectros de
Ac y At se tienen que definir mediante un método de
conteo, como el “rain-flaw”; c¢) Aportacion de una
solucién, al menos parcial, en el caso de cargas con
variacion ciclica de la tensién media, mientras el rango
de tensién permanece por debajo del limite de fatiga y d)
Mejor visibilidad de la representacion visual del campo
S-N, representado como curvas N=N(Ac;R), que en el
caso de valores negativos de R es confusa, debido a la
desproporcion entre el notable aumento de los valores de
Ao resultantes y la pequefa influencia que ejerce el valor
de R en la posicion de la curvas.

La discusion anterior demuestra la necesidad y
conveniencia de derivar un nuevo modelo general de
fatiga del campo de Wohler, referido a om y R= om/ om.

IDENTIFICACION DE MODELOS BIDIMEN-
SIONALES COMPATIBLES

La trascendencia de la satisfaccién de las condiciones
implicitas en la derivacion de modelos de fatiga, en
particular, de la compatibilidad, ha sido tratada
repetidamente por los autores, [1], ver Fig. 1y que se
resume en la igualdad:
Fa(Ac|N) = Fy(N|Ag) @
segun la cual, la fdd de Ac para N dado tiene que
coincidir con la fdd de N para Ac dado.

El campo de variacién de las curvas S-N debe cumplir
esta exigente condicidn para que el modelo de fatiga sea
valido.
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Figura 1. Compatibilidad en el campo Ac*-N*. De [10].

Suponiendo que las variables aleatorias implicadas en la
definicion del comportamiento de fatiga pertenecen a la
misma familia de distribuciones estadisticas, tales como
la de valores extremos (Weibull, Gumbel, Fréchet), u otra
cualquiera que satisfaga las condiciones de localizacion
y escala [1], la condicién de compatibilidad se expresa
como:

() ()

donde, si se supone que H es estrictamente creciente,
resulta:

)

Ao—-2A1(N) _ N-213(Ao)
81(N) §2(A0) ©)

La igualdad (3) representa una ecuacion funcional con
cuatro variables A, (N), &,(N),1,(Ac), 5,(Ao).

Por las razones expuestas en [1], Unicamente la solucién
dada por:

H(4o; N) = (N—B)(z;a—C)+E 4)
entre las tres posibles que resultan de la ecuaci6n
funcional, permite satisfacer las condiciones propias en
el andlisis de fatiga, para Ac y R constantes durante el
ensayo. En el supuesto de aceptacion del principio del
eslabdn més débil y dada la condicién de existencia de un
limite inferior en el fendbmeno de fatiga, como problema
de minimos asintoticamente definido por una funcién de
la familia generalizada de valores extremos, se confirma
que la distribucion de Weibull es la tnica candidata para
representar la funcién H.

EL MODELO TRIDIMENSIONAL N=N(Ac,R)
PROPUESTO

En la Fig. 2 se representan dos posibles campos S-N,
N=N(Aoc; om) ¥ N=N(om;R) con sus respectivos limites
de endurancia, que proporcionan una informacion
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equivalente sobre las propiedades de fatiga del material.
A partir de ellos se pueden identificar dos modelos
bidimensionales, ver Fig. 2:

(N — B(om)) (4o — C(oy)) + E(om)

H(4o,N; oy) = Do)

)

(N -B(R))(4o — C(R)) + E(R)

H(4o,N;R) = o)

(6)

a los que se puede aplicar la compatibilidad cruzada
cuando el campo H(4g,N;ay) coincide con el campo
H(40,N;R), (ver Fig. 3), es decir cuando se produce la
interseccion de las curvas percentiles pertenecientes a
ambos campos S-N.

;‘_\U -~
Omi  OmM2  Om3
|
'|I |I '| Om1> Omz> Om3
| |
lo e ”
o \
\Nulidad del limite de fatiga: Agg=0
- ""“'-‘:_‘R""-—\. H""‘-—-_
ﬂUU—O '———1—;—=,=:——___ >
N
Om &
R<0 R=0 R>0
[ *
\*\ \
Om,0 e
Unicidad del limite de fatiga: G 0 >0
i

Figura 2: Representacién esquematica de los campos de
Wohler con los correspondientes limites de endurancia:
a) Ac-N para om constante y b) om-N para R constante.

Las ecuaciones (5) y (6) y junto con la condicién dg =
(1 — R)oy permite establecer la siguiente ecuacion
funcional en funcién de oy, ¥ R:

H(N,oy,R) =
(N - BM(UM))(O'M(l —-R) - CM(UM)) + Ey(oy) _
Dy (onm) -
(N = Br(®))(om(1 = R) = Cr(R)) + Er(R) @
D(R) )

en la que, de acuerdo con la Fig. 2, se deduce que
Cu(oy) =0y Cr(R) = (1 = R)ay,.



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

Ao

N
Figura 3. Compatibilidad cruzada en los campos Ac-N
para om constante y Ac-N para R constante. De [10].

Identificando H() con una distribucion de Weibull, la
resolucion de la ecuacién funcional, tras un complejo
tratamiento matemético entre las ocho funciones
implicadas, ver [10,11], conduce a la siguiente solucion
del modelo tridimensional:

)iz

(10055 (Furg™

6/(1-R)

p=1-exp (8)
que depende de siete parametros: Ny, oy, @, 4,7, 6, p,
con la siguiente interpretacion: N, asintota vertical o
namero limite de ciclos para R=0, a desplazamiento de
la asintota vertical en funcion de ﬁ, oy, limite de
endurancia, A pardmetro de localizacion, y suplemento
del parametro de localizacion en funcién de (1-R), &
pardmetro de escala, y 8 pardmetro de forma. Los cuatro
altimos corresponden a la distribucion de Weibull

La normalizacién del campo tridimensional se obtiene a
través de la variable normalizada V:

Vi, R) = (1= B [(log i — ) (22~ 1) =y] @)

que permite establecer la equivalencia de dafio bajo carga
variable en funcidn de la probabilidad de rotura.

A su vez, la relacion entre Ac y om: queda establecida
como:

0,
a(—M—

2 )+ 2+ 6(~log(1 - p))%
MO

)y

)

(logN—0+ a) (:—;:’0—

(10)
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La compatibilidad en las relaciones de desigualdad en la
Fig. 1 exige que a>0 y y>0 para que el modelo sea valido.

ESTIMACION DE PARAMETROS

La estimacién de los parametros del modelo se realiza en
dos etapas, siguiendo la misma pauta que en el modelo
basico de fatiga Ac-N, ver [1,10]. En la primera etapa, se
estiman los pardmetros deterministas, es decir, no
dependientes de R, es decir, {Ny, oy0, @, ¥}, mediante
regresion basada en la minimizacién de la suma de los
cuadrados de los errores entre los valores observados de
Ac y los que se deducen de la ecuacion (10), que
corresponden al valor medio de V, dado por

172,1+5r(1—i)

1/p (11)

Ello equivale a resolver el siguiente problema de
optimizacion:

G

IMo

l

lgN+ (

2

(12)

minimizarZ = Y, |Ag;— GMl
No,0pmo,a, Y,V

)_

sujeto a Ny, oy, @,y = 0, donde n es el tamafio de la
muestra.

En la segunda etapa, manteniendo ¥ constante, se
obtienen los restantes parametros de la distribucion de
Weibull de V, mediante maxima verosimilitud
restringida segun el siguiente problema de minimizacion
implementado en Matlab, mediante la funcién
“fmincom”:

minimizar Z = Y (~logB + logs + WF — (B — 1) logw;) (13)

sujetoa &, = 0, donde n es el tamafio de la muestra.
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Figura 4. Resultados originales de fatiga para un acero
P355NL1, de la campafia experimental [12] para tres
valores de R.

EJEMPLO DE APLICACION

La validez del modelo queda confirmada mediante la
evaluacion del campo om-R-N con los resultados de
fatiga para un acero P355NL1 (6,=568 MPa, cy=418
MPa, E=205,2 GPa, v=0.275) obtenidos en la campafa
experimental presentada en [12], ver Figura 4. En este
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caso, los datos corresponden a tres valores diferentes de
R (-1, -0.5 y 0) y cubren las regiones de bajo y medio-
alto namero de ciclos, aunque sélo hasta un limite
superior de 1076 ciclos, lo que parece influir en el bajo
valor del limite de endurancia resultante y del limite del
namero de ciclos. Los parametros del modelo obtenidos
se exponen en la Tabla 1.

Tabla 1. Resultados del ajuste de parametros para los
datos del material P355NL1.
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0.04150
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34831.81
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102952.83
0.88
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Figura 5. Curvas percentiles p= 0.01, 0.05, 0.50, 0,95,
0.99 vy resultados experimentales del acero P355NL1
para; a) R=-1; b) R=-0.5 y ¢) R=0.

Los resultados del campo om-R-N con la curvas
percentiles para los tres valores de R, se muestran en la
Fig. 5, mientras que en la Fig. 6 se representa el ajuste
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conjunto de todos los datos experimentales para las tres
relaciones de tension, en funcién de los valores de la
variable normalizada V. Finalmente, en la Fig. 7, se
muestra la funcién de distribucion de Weibull de la
variable V con las curvas percentiles p= 0.01, 0.05, 0.50,
0.95 y 0.99 para los estadisticos de orden.
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o
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Figura 6: Representacion de la variable normalizada V
con el ajuste de todos los resultados para R=-1, -0.5, 0.5;
en papel probabilistico de Gumbel.
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Figura 7: Representacion de la fdd Weibull de V con las
curvas percentiles p=0.01, 0.05, 0.50, 0.095 y 0.99, para

R=-1,-0.5,0.5

Como se puede observar, el ajuste es plenamente
satisfactorio lo que se confirma igualmente en la
evaluacion de otros programas experimentales que
implican otros materiales con diversidad de valores de la
relacién de tensiones R, ver [10].

CONCLUSIONES

Las principales conclusiones que se derivan de este
trabajo son las siguientes:

- Se ha deducido un modelo tridimensional de fatiga,
om-R-N, que permite evaluar analiticamente la
probabilidad de rotura por fatiga asociada a cualquier
combinacion de la tensidn méxima, owm, relacion de
tensiones, R, y nimero de ciclos, N.

- Se exponen razones micromecanicas, relativas a
grietas no propagantes, para justificar la adopcién de om
como variable primaria de referencia, como alternativa
al rango de tensiones, Ac, 0 la amplitud, o,, y la relacion
de tensiones, R, como variable secundaria. En
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particular, se confirma la unicidad del limite de
endurancia independientemente del valor de R, elegido
en los ensayos.

- La deduccion del modelo se basa en: (1) condiciones
de compatibilidad ineludibles para garantizar la validez
del modelo, (2) la teoria estadistica valores extremos,
(3) consideraciones de idoneidad sobre las variables om
y R propuestas y (4) condiciones relativas a los limites
de endurancia en los campos om — N 'y Ac — N, obtenidos
de ensayos para om constante y R constante,
respectivamente.

- El modelo surge como la solucion analitica de la
ecuacion funcional establecida a partir de la
compatibilidad cruzada aplicada a dos campos
bidimensionales Ac—N, el primero deducido para om
constante y el segundo, para R constante.

- Se proporciona una base consistente para el calculo de
la acumulacion de dafio de componentes bajo cargas
variables mediante la variable normalizada V.

- ElI campo tridimensional propuesto garantiza su
aplicacion a cualquier otra combinacion de variables
primarias y secundarias.

- La teoria de ecuaciones funcionales demuestra ser un
recurso matematico inestimable en su aplicacion a la
modelizacion de problemas relacionados con fatiga y
fractura, al permitir una rigurosa satisfaccion de las
condiciones matematicas y estadisticas y evitar
supuestos arbitrarios en la derivacién de tales modelos.

- La aplicacién del modelo propuesto a la evaluacion de
resultados de fatiga de varias campafias experimentales
en metales, que incluyen diferentes relaciones R, es
altamente satisfactoria y confirma su idoneidad.
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RESUMEN

Los pardmetros de trefilado, como la reduccion del area y el angulo de la matriz, tienen un efecto importante en la
generacion de dafio. Uno de los defectos mas comunes que aparecen bajo ciertas condiciones son las llamadas "grietas
chevron". Estos defectos son dificiles de identificar, ya que suelen localizarse en el nicleo del alambre. Debido a esto, en
las dos Gltimas décadas se han realizado grandes esfuerzos para desarrollar modelos numéricos capaces de predecir la
evolucién de dafio y rotura. Los modelos de Mecanica del Dafio Continuo (CDM) presentan la ventaja de estar vinculados
al comportamiento constitutivo del material. Entre estos modelos, el de Lemaitre es uno de los mas utilizados. Aunque
en su formulacion original no se distinguia entre las tensiones de traccion y de compresion en términos de acumulacion
de dafio, posteriormente se introdujo un parametro para considerar el efecto de cierre de grietas bajo tensiones de
compresion. Sin embargo, esta formulacion no es valida para el trefilado, ya que sobreestima el dafio bajo estas
condiciones. Por esta razén, se presenta un nuevo modelo de dafio siguiendo el enfoque de Lemaitre, en el que se redefine
el efecto de cierre de grietas bajo tensiones de compresidn. De este modo, bajo altas tensiones hidrostaticas de compresion,
como en el caso del trefilado, el modelo proporciona resultados méas realistas en cuanto a la acumulacion de dafio. El
modelo se ha implementado en ABAQUS mediante las subrutinas de usuario UMAT (formulacién implicita) y VUMAT
(formulacion explicita). Se han realizado simulaciones de trefilado de un solo paso comparando el modelo original con
la nueva formulacion.

PALABRAS CLAVE: Modelo de dafio; Trefilado de alambres; Grietas Chevron
ABSTRACT

Wire drawing parameters such as area reduction and die angle have an important effect on damage generation. One of the
most common defects appearing under certain critical configurations are the so-called “chevron cracks”. These defects
are difficult to identify since they are typically located at the wire core. To address this, great efforts have been made in
the last two decades to develop numerical models capable of predicting damage evolution and failure. Continuum Damage
Mechanics (CDM) models present the advantage of being coupled with the constitutive behaviour of the material. Among
these models, Lemaitre’s approach is one of the most widely used. In its original formulation, the model did not
distinguish between tension and compression stresses in terms of damage accumulation. An additional parameter was
then included to consider the crack closure effect under compressive stresses. However, this formulation is not valid for
wire drawing, since it overestimates damage under these conditions. For this reason, a new damage model following
Lemaitre’s approach has been derived by redefining the crack closure effect under compressive stresses. In this way,
under high hydrostatic compressive stresses, such as in the case of wire drawing, the model yields more realistic results
in terms of damage accumulation. The model has been implemented in ABAQUS through user subroutines UMAT (for
implicit cases) and VUMAT (for explicit cases). Single-pass wire drawing simulations have been performed to compare
the original model with the new formulation.

KEYWORDS: Damage model; Wire drawing; Chevron cracking

INTRODUCTION [1]. It is important to select an optimal configuration in

order to avoid material degradation during the process.
Wire drawing is a widely used forming process Parameters such as the area reduction of each pass or the
consisting of pulling a wire through a rigid conical die angle of the die have a significant effect on the integrity
with a smaller diameter. Thus, an area reduction of the of the material [2]. In this way, under certain conditions
wire cross-section takes place by means of plastic the severe plastic deformation can give rise to the
deformation. The final product can be obtained either by initiation and growth of microvoids and microcracks [3].
employing a single pass or by several passes (multi-pass) This phenomenon is commonly known as ductile plastic
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damage and leads to a progressive softening of the
material and eventual fracture. The most common defect
appearing during wire drawing is the so-called “central
burst” or “chevron crack”, shown in Figure 1 [4]. This
kind of defect is difficult to identify and can lead to
premature failure, so numerical modelling of damage
evolution is a field of great interest in this industry.

Die

Central
bursting

Figure 1. Chevron cracks during wire drawing [2].

Classical damage models can be classified in two groups:
Micromechanical modelling and Continuum Damage
Mechanics (CDM) [5]. The first models define damage
as the void volume fraction, which is usually referred to
as porosity. Among these models, Gurson’s work can be
remarked. Gurson [6] extended the previous work of Rice
and Tracey [7] including the effect of void growth on
material behaviour. In this way, Gurson established that
the plastic yield surface shrinks as porosity increases.
However, Gurson’s formulation was not able to predict
void coalescence. To address this, Tvergaard and
Needleman [8] introduced a modification, usually known
as the GTN model, which can predict coalescence and its
effect on the acceleration of void growth. Although
micromechanical models yield realistic results in normal
loading conditions, they are not able to predict damage
evolution under shear-dominated loadings, as those in
wire drawing [9].

On the other hand, CDM models are based on the early
work of Kachanov [10], who defined a damage parameter
to describe creep degradation of the material. These
models are commonly referred to as “coupled models”
since damage is associated with one of the internal
constitutive variables, so it has an effect on the
mechanical response of the material. Besides, models
following this approach are consistent with a
thermodynamic  framework, ensuring a positive
dissipation. Lemaitre [11] developed a CDM model for
ductile damage. Although Lemaitre’s original
formulation was able to predict damage evolution with
reasonable accuracy for simple strain paths, it presents
some limitations when strain paths become more
complex. To address this, Lemaitre introduced the crack
closure effect, which typically appears under
compressive stresses [12, 13]. However, this modified
model still gives unrealistic results under very high
hydrostatic compressive stresses, overestimating damage
accumulation. For this reason, its applicability to wire
drawing simulations, where the material is subjected to
such conditions, is not feasible. Further details on this
model are included in the next section.
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In this paper, a damage model following Lemaitre’s
approach is proposed. This formulation redefines the
crack closure effect leading to results more consistent
with those expected under wire drawing conditions. The
model has been implemented in the FEA software
ABAQUS through user subroutines UMAT (for implicit
simulations) and VUMAT (for explicit simulations). This
model has been incorporated to a plasticity constitutive
law that accounts for the microstructural features of
pearlitic steels, see Alkorta et al. [14].

In the next section, Lemaitre’s original formulation and
the subsequently added crack closure effect are
described. Besides, the new crack closure parameter is
presented. Then, simulations of a single-pass drawing are
detailed and numerical results of damage accumulation
are presented. These results are also discussed and
compared with those reported in the literature. To end
with, the most important conclusions are summarised.

DAMAGE MODEL FORMULATION
Lemaitre’s Standard Model

Damage (D) is considered as an internal variable standing
for the ratio of the damaged area S, (microcracks and
microvoids) to the total surface S of a plane cutting a
Representative VVolume Element (RVE) [12, 13], see
Figure 2.

=

Figure 2. Sketch of definition of damage [15].

For isotropic cases, D does not depend on the normal 7
and it is a scalar,

Sp

D=-0 (1)
S

Lemaitre assumes the hypothesis of strain equivalence,
which states that the strain constitutive behaviour of a
damaged material is the same as that for the undamaged
material, except that the stress o is replaced by the
effective stress &, which is defined as the stress acting on
the resisting area $ = S — S,

% (2)

G =
' (1-D)

From this assumption, the effective elasticity modulus £
can also be derived from Hooke’s law [13]:
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On the other hand, the thermodynamic theory for
irreversible processes with internal variables is employed
to derive the equations for damage evolution. The
Clausius-Duhem inequality provides the necessary
condition to have a positive mechanical dissipation.
c:£€"—Rp—-YD=0 (4)
where £P is the plastic strain rate, p the accumulated
plastic strain rate, R the variable associated with isotropic
hardening and Y the strain energy density release rate.
The last term —Y D corresponds to the energy dissipated
within the process of internal deterioration, mainly due to
decohesion of interatomics bonds [13]. From this, it is
clear that Y is the damage associated variable; it can be
derived from the elastic strain potential 1,[)2 as follows,

*_EGTSG'
PYe 21_D’

* ~2
v = pWe _Oal
oD

()

where p is the density, S the compliance tensor, 6., the
von Mises equivalent effective stress and R,, the triaxility
function,

2
&=§a+w+wrn{€%] (6)
eq

where v is the Poisson’s ratio and gy the hydrostatic
stress. The ratio oy/a,, is usually referred to as stress
triaxiality. The kinetics of damage evolution is derived
from a potential of dissipation Fj, which for isotropic
cases is chosen as

FD :;[ijsﬂ (7)
(s+)@-D)\s

being S and s material and temperature dependent
parameters. Finally, applying the normality rule, the
damage evolution is obtained,

D:z‘aFD{ij p
oY S

(8)

where 4 is the plastic multiplier.

In practical situations, no mechanical damage occurs
before a certain accumulated plastic strain (pp) is
reached. This threshold depends on the material and the
loading conditions. On the other hand, when Damage
reaches a critical value (D¢), it starts a process of
localization and instability which ends up with fracture.
This parameter is also dependent on the material and
loading conditions [13].
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Microdefect Closure Effect

The original formulation predicts damage evolution with
reasonable accuracy over simple strain paths. However,
the model yields unrealistic results when compressive
stresses are involved, since damage growth is the same
whatever the sign of the acting stresses. From a physical
point of view, it is well-known that under compressive
states microdefects tend to partially close, hence, not
contributing to damage generation [16], see Figure 3.

"N n
. i
< I
Figure 3. Crack closure effect under compression [16].

To address this, Lemaitre proposes a different effective
stress & definition depending on the stress state, so that,
for unidimensional states,

_9 Tension
- _J1-D (9)
O'_

_Z Compression

1-hD P

where h is the microdefect closure parameter. This is a
material dependent constant but most often h = 0.2.

For three-dimensional cases, the solution is not that
trivial, since it is necessary to distinguish between tensile
and compressive stresses. For this purpose, the stress
tensor is decomposed in a positive part and a negative
part based on the sign of the principal stresses o;.
According to this, the effective stress for three-
dimensional states adopts the following form,

(o), (o,

%~1°D 1-hD (10)
Y Sy <‘7>;| () + S <‘7>;| —{-0u) 5
1-2v 1-D 1-hD !
and the strain energy density release rate Y,
_1+v| (@) {o)y (o), (o),
Y__ZE{ (1-D)? h (1—hD)? (11)
_v <O'kk>2 +h <_O'kk>2
2E| (1-D)> (1-hD)?

Now the damage evolution law (8) is strongly influenced
by the microdefect closure parameter h [13]. Although
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this modification enhanced the original formulation, it
can lead to an unexpected behaviour under high
hydrostatic compressive stresses, opposed to the actual
physical mechanisms of damage accumulation.
Therefore, this model is not valid for wire drawing
simulations where the material is subjected to high
hydrostatic compressive stresses. Another drawback of
this model is the abrupt transition when stresses reverse,
from fully damaged behaviour (h = 1) to an attenuated
damaged behaviour (h = 0.2). This sudden change in
stiffness can lead to convergence problems during the
numerical calculation. On this basis, a new formulation
accounting for the effect of microdefect closure under
wire drawing conditions is proposed.

New Microdefect Closure Damage Model

Contrary to Lemaitre’s approach for microdefect closure
effect, a unique effective stress & for both compressive
and tensile stresses is defined,

i (12)

G=—7—
(1-h'D)

where h* is a redefined microdefect closure parameter
dependent on the hydrostatic stresses following a
sigmoidal function,

h =h' (o) = (13)
1+exp(-Aoy,)

being A a material parameter. In this way, the transition
between states of stresses of compression and tension is
much smoother, see Figure 4. Besides, using a single
effective stress definition maintains the simplicity of
Lemaitre’s standard model, while avoiding the need to
calculate the principal stresses to distinguish between
compression and tension at each time increment, and the
convergence problems that this entailed.
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Figure 4. Evolution of h and h* with g, A = 7.32¢-03.

200 400 600 800 1000

In order to be compatible with the thermodynamic
framework, the elastic strain potential 1//: is built as
follows,

. 10'So

_los5a (14)
PYe =51 hD
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Thus, the strain energy density release rate Y is now
proportional to h” as follows,

o'So

(1-h'D)?
N Lev( oy 2+3(1—2v)( o j
"E| 3 |1-nD 2 1-nD

Figure 5 shows the evolution of Y with gy for Lemaitre’s
Standard model (green line), Lemaitre’s microdefect
closure model (blue line) and the new proposed
microdefect closure model (red line). Note that for
hydrostatic ~ compressive  stresses, Y  increases
quadratically for both Lemaitre’s models (green and blue
lines), although at a lower rate for the microdefect closure
model, while in the proposed model (red line) Y tends to
0, so that the kinetics of damage accumulation is stopped.
From a physical point of view, this model yields more
realistic results according to experimental evidences in
which different materials are subjected to high
hydrostatic pressures leading to severe deformations
without fracture [17, 18].

b
Y = -
r 2
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Figure 5. Evolution of Y with ay.

In contrast, under high hydrostatic tensile stresses, the
proposed model yields a damage accumulation similar to
that of Lemaitre.

WIRE DRAWING SIMULATIONS

The model has been implemented in the FEA software
ABAQUS through user subroutines UMAT (for implicit
simulations) and VUMAT (for explicit simulations). In
this section, results from a single-pass drawing
simulation with different combinations of Area
Reduction (AR) and Semi-Die Angle (0), are discussed.
The corresponding domains are given in Table 1.

Table 1. Domains for Semi-Die Angle (6) and Area
Reduction (AR)

8() |2 4 6 8 10 12 14 16 18 20

AR (%) |10 20 30 40 50 60 70
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Figure 6. Damage colour maps for different combinations of 0 and AR. (a) LS, (b) LMC, (c) ND.

The simulations have been performed with both
Lemaitre’s Standard and Microdefect Closure Model
(from now on, LS and LMC, respectively) and the
proposed model (from now on, ND). An axisymmetric
wire geometry with four-noded elements has been
employed. The models have been incorporated to a
plasticity constitutive law accounting for the
microstructural features of pearlitic steels [14], while for
the dies, analytical rigid surfaces have been used. A
friction coefficient p of 0.03 was used. The damage
material properties adopted in the analysis are listed in
Table 2:

Table 2. Damage material properties.
Property

Symbol Value

Damage evolution denominator S 20 MPa
Damage evolution exponent N 1
Accumulated plastic strain threshold pp 0.1
Critical Damage to fracture D¢ 0.6
Coefficientin microdefect closure 2 7326-03

parameter

In the case of LS, 93% of the simulations were
completed, while the remaining collapsed as the material
reached fracture damage. On the other hand, only 27% of
the simulations with LMC achieved to complete. In this
case, the reason is the abrupt transition that the material
suffers when stresses revert, leading to convergence
issues. Both problems are solved with ND, in which
100% of the simulations were completed. Damage colour
maps for all 6-AR combinations for each model are
included in Figure 6. Empty spaces correspond to
unfinished simulations with no damage solution. In
addition, comparing with the work from Haddi et al. [19]
(see Figure 7), ND shows a very similar shape of the
critical zone where damage is most severe.

Figure 8 shows the damage profile along the radius of the
wire after drawing with 6=12° and AR=30%, for each
model. In the case of LS, damage reaches its maximum
at the surface of the wire (2.37 mm), while for both LMC
and ND, damage tends to accumulate in the centre of the
wire. This is the general tendency for every combination
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of 6 and AR. In terms of damage location, both LMC and
ND yield more realistic results, since it is well-known
that damage tends to accumulates at wire’s core. Besides,
LS results in the highest damage values, followed by
LMC, as expected.
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Figure 7.Prediction of chevron cracks, Haddi et al.[19].
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To assess the ability of the models to predict chevron
cracks, see Figure 1, the same simulation was performed
in Abaqus Explicit for critical combinations of 6-AR
(6=20°; AR=70%) and damage parameters (S=5 MPa;
s=2). Figure 9 shows the damage pattern in the wire after
drawing for each model. It is clear that LS does not
predict this kind of cracks, while LMC and ND do.
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Figure 9. Damage pattern after drawing with critical
conditions. (a) LS, (b) LMC, (c) ND.

CONCLUSIONS

A damage model has been derived from Lemaitre’s
approach. This new formulation defines a unique
effective stress &, introducing a redefined microdefect
closure parameter h*, dependent on the hydrostatic stress
oy. This model yields more realistic results in the
simulation of wire drawing, generating no damage when
the material is subjected to very high hydrostatic
compressive stresses. On the other hand, the proposed
model solves the main limitation of Lemaitre’s
Microdefect Closure Model, the convergence problems
during the numerical calculation due to the abrupt
transition in material stiffness when stresses revert.
Simulations of a single-pass drawing, with different die
angles and area reductions, have demonstrated the ability
of the model to predict the most critical combinations in
terms of damage accumulation. Besides, the model is
able to predict the shape of the well-known chevron
cracks under critical conditions.
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RESUMEN

Los procesos de fractura son una de las principales causas de fallo en diferentes materiales y estructuras en diferentes
aplicaciones en Ingenieria. Por ello, a lo largo de las udltimas décadas, su estudio ha estado enfocado en tareas como
el desarrollo de criterios de prevencién en fase de proyeccién de estructuras o la modelizacion del comportamiento de
materiales ante situaciones (estados de carga) que conlleven la iniciacién y el desarrollo de grietas. En el caso concreto
de la Ingenieria Civil, los materiales de naturaleza geomecdnica (suelos y rocas) sufren a su vez este tipo de procesos
de cardcter ineldstico. En el contexto de la Mecadnica Computacional, se han propuesto diversas metodologias de andlisis
de procesos de fractura basadas en la Mecdnica de la Fractura Eléstica Lineal, modelos de grieta cohesiva, entre otros
muchos. Recientemente, una de las técnicas con mayor impacto en la comunidad cientifica ha sido la denominada Phase
Field Approach of Fracture (PFAF), basada en la visidn energética originalmente propuesta por Griffith incluida en un
enfoque variacional desde el punto de vista matemdtico. En este trabajo, se desarrolla la extension de la PFAF para la
modelizacién de la fractura conjuntamente con leyes materiales no lineales siguiendo diversas formulaciones propuestas
en la literatura y aplicadas a modelos de fractura con flujo asociativo y no asociativo. El trabajo concierne un profundo
analisis de las diferentes opciones de modelizacién de fuerzas precursoras de fractura en el contexto de PFAF asi como su
correspondiente implementaciéon numérica empleando el método de los elementos finitos.

PALABRAS CLAVE: mecanica computacional, plasticidad, phase field, elementos finitos, mecanica de la fractura

ABSTRACT

Fracture events are one of the most common causes of failure that occur in different materials used in different engineering
applications. Therefore, over the last decades, the comprehensive understanding of these phenomena has been received
a great deal of attention with focus on the prevention criteria development in the designing and dimesnioning stages
of structures or the modelling of the material behaviour in situations (related to load states) that lead the development
of cracks. In Civil Engineering applications, geomaterials (soils and rock) are prone to develop this type of inelastic
process. Within the context of Computational Mechanics, several fracture methodologies based on Linear Elastic Fracture
Mechanics, cohesive crack models, among many others, have been proposed so far. Recently, one of the techniques with
the greatest impact on the scientific community has been the so-called Phase Field Approach of Fracture (PFAF), based
on the energetic vision originally proposed by Griffith included in a variational approach from a mathematical point of
view. In this work, the extension of the PFAF for material nonlineal effects prior fracture occurence is developed following
several formulations proposed in the literature and applied to fracture models with associative and non-associative flow.
The work concerns with an in-depth analysis of the different options for modelling fracture driving forces in the context
of PFAF as well as their corresponding numerical implementation using the finite element method.

KEYWORDS: computational mechanics, plasticity, phase field, finite element method, fracture mechanics

La motivacion que persigue este trabajo desde el punto La mayoria de modelos ideados para modelar procesos de
de vista computacional se basa en desarrollar un modelo fractura segun la aproximacion de tipo variacional PFAF
para la aplicacién de diversas formulaciones de fractu- siguen el modelo candnico propuesto por Francfort y Ma-
ra siguiendo la metodologia PFAF acoplada con una ley rigo [1], para obtener una versién regularizada. Dicho
constitutiva de caracter elastopldstico. procedimiento se conoce como la formulacién tipo phase-
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0B

Figura 1: Situacion de grieta discreta y grieta regularizada segiin PFAF.

field. Esta formulacion se basa en regularizar la superficie
discontinua de la grieta a través de una variable auxiliar
de tipo difuso, por la que se obtiene un campo continuo
de la variable dafio evaluable en cada punto del domi-
nio, vedse [2]. En la Figura 1 se puede observar como la
grieta (representada por el campo discreto I') se aproxima
a través de la variable phase-field, que actda en la zona
delimitada por la longitud caracteristica /. (pardmetro de
control).

La variable de phase-field se define como d : Q X [0,7] —
[0, 1]. Es decir, b interpola entre el estado intacto del ma-
terial (0 = 0) y el estado totalmente dafiado (b = 1),
donde los estados intermedios suponen una pérdida pro-
gresiva de rigidez.

Por otro lado, los fendmenos no lineales de tipo material
se tienen en cuenta en este trabajo a partir de un modelo
elasto-pldstico [3] definido por: (i) criterio de plastifica-
cién, (ii) regla de flujo y (iii) la correspondiente ley de
endurecimiento. En este trabajo se ha implementado el
modelo de Mohr-Coulomb con una ley de endurecimien-
to afectando a la variable de cohesion, siguiendo las di-
rectrices de [4]. El caracter asociativo o no asociativo del
modelo pléstico reside en la diferencia entre los valores
del dngulo de rozamiento ¢ y el dngulo de dilatancia ¢,
pardmetros de la funcidn de plastificacion y el potencial
plastico respectivamente.

Por tanto, las variables independientes del problema son
el campo de desplazamientos u, el campo de deformacio-
nes plésticas &” y la variable phase-field d.Estas variables
entran dentro del montaje del modelo de caracter acopla-
do a través de la formulacién de la densidad de energia
interna total, propia de formulaciones de tipo variacional.
La densidad de energia presenta la siguiente forma [5]:

Win(g, 7,0, VD, a, Va) := y(e, €°,0,a, Va) + A, VD, )

= | gOW.(e - €") |+ ’h(b)lﬂp(a,Va') + ’Af(b,Vb) \+
E H
+ | p()A (@)
P
(D
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En la que «a es la variable de endurecimiento. En un pri-
mer desarrollo la energia se divide en dos términos: la
energia libre ¢ y el trabajo disipativo A, que puede ser lo-
cal o no local para el campo de fractura en funcién de si
se considera el término de Vb. Pasando a un segundo ni-
vel contamos con cuatro términos, cuyo desarrollo puede
consultarse en [5], enfocandonos en este documento en el
término de fractura F:

= E: Término correspondiente a la energia eldstica
degradada. Dicha energia se degrada a partir de una
funcién g(d) cuyo valor disminuye desde 1 a 0 a
medida que el valor de d aumenta.

» H: Término correspondiente a la energia plastica
degradada. De nuevo existe una funcién A(d) que
cumple el mismo propésito y condiciones que g(d).

» F:Término correspondiente al trabajo disipativo de
dafio. En el contexto que se trata toma la forma:

w(d)
l

c

G.
As(d, Vb) 1= =<

w

+ lc|Vb|2) )
Donde G, es la tenacidad a fractura del material, y
w(d) y ¢, son los coeficientes propios del funcio-
nal de Ambrosio-Tortorelli. En el caso mas comiin
(conocido como AT-2) se considera la funcion de
densidad de superficie de grieta definida en [2]:

- (d?
Af(d, VD) := % (l— + lC|Vb|2) (3)

c

Puede comprobarse que utilizando este tipo de for-
mulacién se da la I'-Convergencia al modelo de
fractura fragil de Griffith llevando a 0 la longitud
caracteristica [, véase [2, 6]. Sin embargo, tiene el
inconveniente de que el dafio empieza a entrar en
juego desde que se inicia el estado de carga. Esta
desventaja se suele suplir mediante el uso de th-
resholds, por los que se impone un umbral para el
comienzo del desarrollo del dafio [7, 8]. También
existen otros autores que emplean un funcional tipo
AT-1, que desarrolla un tramo lineal previo al dafio,
aunque es necesario realizar ajustes para mantener
la condicién de irreversibilidad [9].
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= P: Término correspondiente al trabajo disipativo
plastico, degradado a partir de la funcién p(d).

Con estos términos, se ensambla la densidad de energia
y se integra en el dominio de estudio para después ob-
tener la formulacién energética propia del método de los
elementos finitos. La organizacién del articulo se estruc-
tura como sigue: En primer lugar, se describe y se detalla
el modelo computacional desarrollado (Secs. 1y 2), para
posteriormente extraer una serie de resultados de caracter
cualitativo a través de un ejemplo sencillo para una se-
rie de metodologias reconocidas (Sec. 3). Finalmente se
resumen las principales conclusiones en la Sec. 4.

1. MODELO COMPUTACIONAL

El modelo computacional desarrollado se basa en el méto-
do de los elementos finitos y fue desarrollado en ABAQUS.
La forma de resolver el problema acoplado pasa por im-
plementar un procedimiento tipo Staggered Algorithm [10].
En ABAQUS, se trabajard con los entornos personaliza-
bles tipo UEL y UMAT. Una UEL (User Element) es
un tipo de interfaz que permite implementar elementos
finitos segiin una metodologia propuesta por el usuario.
Las aportaciones de este entorno son las contribuciones
al vector de residuos y a la matriz de rigidez del siste-
ma de ecuaciones del MEF. Por otro lado, la UMAT se
encarga de definir el modelo de comportamiento del ma-
terial a través de la actualizacion del estado de tensiones
y de la matriz de rigidez en base al modelo plastico im-
plementado. Como variables generales de entrada se de-
talla el valor estimado del campo de desplazamientos y
de dafio, que deben converger en cada paso de tiempo por
el caracter desacoplado del algoritmo empleado.

Dentro del procedimiento, uno de los aspectos mas desta-
cables es el cdlculo de las energias. Para la energia elasti-
ca (término E sin degradar) la formulacién en materiales
isétropos toma la forma [11]:
A e\2 e\2

W, = S(re?) + utr[(6°)?] 4)
Se puede observar que la Ec.(4) es combinacioén lineal de
los invariantes del tensor de deformaciones elastico. En
este trabajo se utilizard la descomposicién de Miehe [7],
que se basa en la diferenciacion de la parte positiva (trac-
cién) y negativa (compresion) haciendo uso de las defor-

maciones eldsticas del sistema principal, que son los au-
tovalores del tensor de deformaciones eldstico (&7, 5, £5):

A
We, = S(e] + s + e (DD + (e + (e52) 9)

El operador (z). son los paréntesis de Macaulay, que re-
presentan la funcién a trozos (2)+ := (z = z])/2.

Por otro lado, la energia disipativa pldstica ¥4 (término
H + P sin degradar) se calcula a través de la obtencién
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del drea bajo la curva de tensién-deformacion plastica, de
forma que:

1 0';’” +o!

5 (Sn—l — g )

Wpa = Vpa + i pi

(6)

i=1

Siendo n el nimero de componentes del pseudovector de
deformaciones plasticas. Tal y como se muestra en la fi-
gura 2 para una componente genérica, la energia se cal-
cula mediante la discretizacion de la integral o suma dis-
creta de 4reas sucesivas, afiadiendo en cada paso la ence-
rrada entre los valores de deformacion plastica del paso
anterior y del actual.

0;

n+1
g

L
[
n

0;

n L €n+1

Pi Pi 510‘

K2

Figura 2: Obtencion de la energia disipativa pldstica.

Se observa que este tipo de disipacion se calcula en fun-
cién de las tensiones efectivas, que no estdn afectadas
del campo dafio. Se emplean este tipo de tensiones, y no
las nominales (afectadas del campo de dafio), ya que la
energia se degrada posteriormente a través de la funcién
de degradacion.

Tras la obtencidon de todas las variables necesarias, se
afiaden como contribuciones a los vectores de residuos y
matrices de rigidez, a través de las expresiones definidas
del procedimiento tipo Staggered Algorithm en [10].

2. ANALISIS DE METODOLOGIAS

En esta seccidn se hard especial enfésis en el cdlculo del
residuo y parte de la matriz de rigidez dependiente del
campo de dafio b, r} y K. Estas variables dependen,
ademas de la discretizacion del MEF realizada, del término
de Driving Force. Dicho término tiene su origen en la
ecuacion de evolucién local del daio [8]:

- [ oA

Driving Force

%[b — 2Ad]

c

(N

R. Geométrica

Donde el crecimiento de grieta se basa en un equilibrio,
a modo de competicion, entre el término de la resistencia
geométrica y la Driving Force, gobernada por la variable
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histdrica H, responsable de la condicién de irreversibili-
dad del dafio en modelos AT-2.

Diferentes autores, en aras de desarrollar un modelo de
fractura ddctil que acople los campos de plasticidad y
dafio, han propuesto y desarrollado diversas formulacio-
nes para el término de Driving Force. En este trabajo se
estudiard la derivacién de las metodologias de Borden
[12] y Miehe [13], que son los que mds versatilidad ofre-
cen a la hora de modelar este tipo de comportamiento en
materiales.

En ambos casos, se parte de la ecuacion de evolucién de
la superficie de grieta (7) realizando una serie de modi-
ficaciones a través de pardmetros y thresholds. A conti-
nuacién, se muestra como obtener las componentes del
vector de residuos y matriz de rigidez asociados al dafio
para cada metodologia.

= Metodologia propuesta por Borden et al.: En este
caso, la ecuacion de evolucion sufre cambios en la
definicion de H y g(b), partiendo de la Ec. (3), que-
dando de la siguiente forma:

G, ’
< (= £280) = =g/ ) [Be H + B,(¥pa = Wo)- ]
(3
Donde:
H = gl[g)z(] [\Pe(s )] ©)

g® =(1-2*(1+d2-m)), m>0

Por facilitar la comprensién en el desarrollo, se ha
obviado intencionadamente la descomposicién en
parte positiva y negativa de la energia eldstica en
ambas metodologias, teniendo solo que afectar la
funcién de degradacion a la parte positiva.

En base a la discusién ofrecida en [5], Borden y co-
autores utilizan una funcién de degradacién cibica
con AT-2 para poder generar un tramo lineal pre-
vio a alcanzar la deformacién correspondiente a la
tensién pico (como comparacién al comportamien-
to de la de cardcter cuadratico consultar [12]) y asi
suplir el defecto del comienzo inmediato del dafio
con la puesta en carga propia de la combinacion
{g(d) cuadratica+AT-2}. Para conseguir mantener
el mismo nivel de deformaciones al alcanzar la ten-
sién pico que en el caso cuadritico y mantener la
semejanza con un modelo AT-2, el pardmetro m se
debe ajustar. Dicho ajuste se corresponde a un va-
lor mucho menor que la unidad, pero sin alcanzar
su nulidad ya que no se podria producir la nuclea-
cion de defectos para el estado intacto del material.
En [12], siguiendo diversas modelizaciones, se op-
ta por un valor de m = 107*. Por otro lado, Borden
separa la Driving Force en dos términos afectados
por unos coeficientes de ponderacion B, y ,. El
primer término afecta a la energia elastica y el se-
gundo a la disipacién plastica controlada ademas
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por un threshold Wy. Los coeficientes de ponde-
racién modelan la contribucion de cada término al
crecimiento de grieta, que es el fin dltimo de la Dri-
ving Force.

Para obtener la componente asociada al dafio del
vector de residuos y matriz de rigidez es necesario
utilizar la discretizacién propia del MEF:

DZNibi

10
Vb =B, b, (10)

Por la cual, sustituyendo en (8) y derivando se ob-
tiene:

G..
r = f {[l—b+g ) (Be H + Bp( P pu—
B c
— Wo))IN; + Gele (BI'Vd)} dv
or’ G.
K =a—b’j = L { T rE® (Be H + Bp(¥ pa—

— Wo)INiN; + G L.B] B}V

(1)

Metodologia propuesta Miehe y coautores: Por su
parte, Miehe et al. [8] realizan la modificacién del
término F de (1). En dicho término establece una
extension del modelo AT-2:

2
As(d,Vd) := 2% (b— + lc.|Vb|2) +(1 - g®)w.

e
12)
En el que aflade un término adicional controlado
por la energia critica de fractura w, que actda a mo-
do de threshold. Desarrollando la energia total del
sistema y derivando con respecto a la variable dafio
para obtener la ecuacién de evolucion queda:

w,
2= (b - PAd) = g’ OH 13
7 (2 Le80) = —g'(®) (13)
Donde:
H :srne[%i?;t] [(‘Pe + ¥ —wc)] 04
g =(1-1)°

Como puede observarse, esta formulacion introdu-
ce el threshold de manera natural en el término de
energia de fractura, que deriva en la ecuacién de
evolucidn, a diferencia de otros autores que optan
por establecerlo en los términos de energia eldstica
o plastica. De esta forma, consigue asemejarse a un
modelo AT-1 con un tramo previo lineal sin dafio
apreciable, pero con las ventajas propias de un mo-
delo AT-2. Ademds, emplea un pardmetro & para
controlar la caida de la fase postcritica de dafio.

De forma andloga al proceso realizado en Borden
et al. [12], se obtienen las contribuciones al sistema
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Figura 3: Resultados de las curvas de comportamiento (linea continua) y evolucion del daiio (linea discontinua).
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3. RESULTADOS

Para verificar las metodologias presentadas en la seccién
anterior con el modelo computacional desarrollado, se
comprobard de forma cualitativa su efectividad a través
de un ejemplo sencillo. Dicho ejemplo supone la mode-
lizacién de un elemento sometido a traccién en condicio-
nes de deformacion plana. El elemento utilizado es de ti-
po bilineal de 4 nodos, con 4 puntos de integracién. Den-
tro de la modelizacién de la plasticidad a partir del mode-
lo de Mohr-Coulomb se propone la siguiente ley de endu-
recimiento de cardcter lineal para la cohesion, en funcién
de la deformacién plédstica acumulada &” (variable de en-
durecimiento):

c(8") = co + HE" (16)

Las propiedades empleadas en la modelizacién son las
recogidas en la Tabla 1. Estas propiedades modelizan de
forma cualitativa un suelo tipo arcilloso en condiciones
no drenadas (simulacién a corto plazo), material carac-
teristico de aplicaciéon del modelo Mohr-Coloumb, con
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un médulo de endurecimiento H negativo ya que la trac-
cidén va asociada a una pérdida de resistencia en suelos.

Material FE [kPa] v G, [kPam] [, [m]
Arcilla  8.0-10° 0.2 0.5 0.2
Material c¢o [kPa] H[kPa] ¢[°] v [°]

Arcilla 15.0 -10.0 1.0 1.0

Tabla 1: Propiedades y pardmetros utilizados para las
metodologias de Borden y Miehe.

A continuacion, a la vista de los resultados ilustrados en
la Figura 3 puede concluirse:

= En la comparativa I de Borden se denota la dife-
rencia entre la aproximacién de Borden et al. (m =
10™#) y un AT-2 (m = 2) sin threshold, con refe-
rencia al estado no dafiado. Se observa que mien-
tras que la aproximacién de Borden et al. conserva
una fase no dafiada antes de darse la caida sibita de
resistencia, en AT-2 la degradacidon comienza des-
de la fase elastica. Ademads, gracias al zoom en la
gréfica se puede apreciar una transicion mds suave
a la caida en Borden et al. que en AT-2.

En la comparativa II de Borden se observa el efec-
to del threshold en la parte pléstica de la Driving
Force. Como era de esperar, a mayor valor del A-
reshold mas se retrasa el inicio de la fase de dafo
en el elemento.

De forma andloga al caso anterior, en la comparati-
va I de Miehe se comprueba el efecto de la energia
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critica w.. A mayor valor de este pardmetro mayor
es la energia necesaria para desencadenar el proce-
so de dafio.

= Por dltimo, en la comparativa II de Miehe obser-
vamos las diferentes formas de caida propias de la
fase post-critica debido al pardmetro £. A medida
que aumenta el valor de este parametro la pendien-
te va creciendo, asemejandose a una fase de dafio
sin mucho recorrido en deformaciones propia de la
fractura de tipo fragil.

4. CONCLUSIONES

El presente trabajo muestra la capacidad de las distin-
tas metodologias descritas empleando el modelo compu-
tacional desarrollado. En este caso, el caracter asociado o
no asociado de la plasticidad viene dada por una aplica-
cion sencilla del modelo de Mohr-Coulomb.

Gracias al problema planteado, se ha podido comprobar
como cada parametro influye en la solucién. Con este co-
nocimiento se podria trabajar con el ajuste de resultados
experimentales. Sin embargo, cabe destacar que detras
de cada metodologia y de la obtencién del valor de cada
pardmetro deberia existir un trasfondo fisico que le aporte
rigor cientifico a la modelizacién efectuada.

Finalmente, se denota la versatilidad del modelo compu-
tacional para incluir otro tipo de leyes de comportamiento
distintas a través del desarrollo de UMAT especificas, que
pueden acoplarse facilmente al entorno de la UEL imple-
mentado en ABAQUS.Ademads, una vez verificado los re-
sultados para un elemento, los problemas planteados pue-
den asemejarse a geometrias y condiciones mds realistas.
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RESUMEN

En este trabajo se modeliza y predice la deformacion total, €, en hormigoén simple y reforzado con fibras bajo fatiga en
compresion utilizando un enfoque fenomenoldgico. Se consideran dos escenarios diferentes para la evaluacion del
proceso de dafio por fatiga. El primero se refiere a la evolucion estocéstica del dafio acumulado representado por una
funcién muestral como deformacién total en funcién del numero de ciclos normalizado al de rotura. El segundo, se refiere
a la variabilidad de las vidas de fatiga para un valor prefijado de deformacién considerado como estado limite Gltimo. La
funcion muestral normalizada se identifica como una funcién de distribucion (fdd) de la familia generalizada de valores
extremos (GEV), en este caso justificada como distribucién de Weibull. EI modelo incluye la prediccién probabilistica
de la vida util bajo fatiga por compresion, asi como la inferencia de la evolucién restante de la curva e-N hasta el fallo
cuando el ensayo se interrumpe prematuramente. EI procedimiento permite alcanzar una reduccion notable de la duracién
del ensayo, asi como del coste del programa experimental sin que se resienta la fiabilidad de los datos.

PALABRAS CLAVE: Curva ciclica ¢-N; dafio por fatiga; prediccion probabilistica de vida en fatiga; interrupcién
prematura de ensayos de fatiga.

ABSTRACT

The total strain in plain and fiber-reinforced concrete under compressive constant fatigue load is modelled and predicted
using a phenomenological approach. Two different scenarios are considered for the assessment of the damage process
under cyclic creep. The first one, refers to the stochastic cumulative damage evolution represented by a sample function
as the total strain in terms of the number of cycles normalized to the failure one. The second one, concerns the variability
of the fatigue lifetimes for a prefixed fatigue strain value, which is considered the ultimate limit state. The normalized
sample function is identified as a cumulative distribution function (cdf) of the generalized extreme value (GEV) family,
in this case justified as the Weibull distribution. The proposal includes the probabilistic lifetime prediction under
compression fatigue as well as the expectation of the remaining evolution of the &-N curve up to failure when the test is
prematurely interrupted. In this way, a notable reduction of the test duration and cost of the experimental program is
attainable without impairment of the data reliability.

KEYWORDS: Cyclic &-N creep curve; fatigue damage; probabilistic lifetime prediction; premature fatigue test
interruption

1. INTRODUCCION posteriormente  descrito  analiticamente  mediante
funciones muestrales [4-6].

El fenébmeno de fatiga por compresion en hormigon, al

igua| que otros casos Semejantes de acumulacion de En la aCtuaIidad, la primera Vertiente, relativa a la
dafio, se puede analizar recurriendo a dos vertientes estimacion de Vida, suele resolverse recurriendo a la
diferenciadas. Por un lado, mediante la prediccién de ecuacién de Sparks-Menzies [7], que postula una
vida a fatiga evaluando la distribucién de los tiempos de dependencia lineal en escala doblemente logaritmica
vida hasta fallo para un nivel de carga [1-4]. Por el otro, entre el nimero de ciclos hasta la rotura, N, y el
através del proceso global estocastico de avance del dafio gradiente de deformacion medido en el tramo secundario,
bajo un nivel constante de carga ciclica. Este Gltimo suele cuasi-lineal, del ensayo. Con ello, se consigue reducir el
realizarse mediante la monitorizacién de la deformacion nimero de ensayos y, por tanto, los costes inherentes a la
total observada durante el ensayo de fatiga, siendo campafia experimental sin pérdida apreciable de la
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fiabilidad en las estimaciones de la vida Util; no obstante,
con el prerrequisito de disponer de informacién previa
sobre curvas &-N experimentales de la muestra de
material [4]. Sin embargo, no proporciona una
descripcidn analitica de la evolucién de la deformacion,
o sea del dafio, ni la prediccion probabilistica de la vida
Gtil de una muestra de material.

Como paso previo para alcanzar una propuesta
alternativa mejorada de la descripcién general de las
curvas de deformacion-vida a fatiga, basada en la
relacion fenomenoldgica entre dafio y vida util, es
necesaria una justificacion integral de la validez de la
propuesta empirica de Sparks-Menzies, asi como
también un analisis de sus limitaciones. En este trabajo
se propone una metodologia para alcanzar dicho
propdsito.

Los autores abogan por el anélisis de ensayos de fatiga
de compresién &-N desde una perspectiva dual. En el
primer escenario se analiza la aleatoriedad inherente al
namero de ciclos hasta el estado de dafio terminal o de
fallo. En el segundo escenario, de acuerdo con
investigaciones anteriores de los autores [2-4], la
evolucién de dafio con los ciclos de carga (identificado
como deformacion total) se describe a través de las
funciones muestrales. Tras su normalizacién, se ajusta
convenientemente mediante una funcion de distribucion
(cdf) de la familia generalizada de valores extremos
(GEV), en particular, de Weibull; véase también [8]. En
el programa experimental aqui considerado [1], los
resultados se refieren a ensayos bajo un tnico y constante
rango de tensién. Un modelo ulterior, extendido a
diferentes niveles de tensién, que se prevé sea
desarrollado en el marco del programa de investigacion
actualmente en curso mas general, seria aplicable a todo
el campo probabilistico S-N del material.

La metodologia propuesta se aplica en este trabajo al
estudio de un hormigén en masa, a modo de ejemplo. La
extension del procedimiento a mezclas de hormigén con
diferentes porcentajes de refuerzo de fibra de acero es
automatica, tal como se examina en [2,4]. ElI modelo
analitico resultante de las curvas de fatiga &-N
proporciona informaciéon complementaria que, junto con
la suministrada por el campo S-N, puede aplicarse en el
disefio y analisis probabilistico de acumulacion de dafio.
De esta forma, se logra un analisis global del fendmeno
que garantiza mayor fiabilidad en la prediccién de la vida
Gtil a fatiga en hormigones, con y sin refuerzo de fibras,
mediante la interpretacion fisica de los pardmetros del
modelo.

2. PROGRAMA EXPERIMENTAL

Los resultados de la extensa campafia experimental de [1]
realizada sobre hormigon simple y reforzado bajo carga
de fatiga por compresion se revisan poniendo en practica
la ya mencionada novedosa perspectiva dual. Asimismo,
se define un criterio mas consistente de estado limite
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Gltimo en la fractura del hormigén sobre una base
probabilistica. La curva &-N*, que dificilmente puede
identificarse por el nivel de microfisuracion terminal
alcanzado en el hormigon, se determina a partir de la
funcién de muestra normalizada, como alternativa al
supuesto estado de fractura.

Los ensayos de se realizaron en probetas cubicas de 100
mm de lado bajo control de carga para un esfuerzo ciclico
maximo de compresién constante omax = 0,87-fcy ¥ una
relacion de tensiones R = ominlomax = 0,27. En [1] se
fabricaron mezclas con la misma matriz de hormigon,
aungue con cinco diferentes contenidos de fibra de acero
(0, 15, 30, 45 y 60 kg/m3 de acero, respectivamente),
empleando las referencias HOO, H15, H30, H45, H60.
Los detalles pormenorizados de la campafia experimental
pueden consultarse en [1]. Por razones de espacio, el
estudio que aqui se presenta se limitara a la mezcla de
hormigén en masa identificada por HOO. Los resultados
correspondientes se muestran en la Figura 1.

0.06

0.05 -

700

400
Cycles

300 500 600 800

Figura 1. Curvas e-N originales de la muestra de
hormigén en masa ensayada en [1].

3. ANALISIS PROBABILISTICO DUAL

El analisis probabilistico completo de las curvas
deformacion total frente al nimero de ciclos, &-N, abarca,
por un lado, la distribucion estadistica de los tiempos de
vida terminal [2-4] y, por el otro, la definicién de la
funcién muestral estocastica que representa la curva e-N
como proceso caracteristico de evolucion de dafio [9].

3.1 Evaluacion de la vida total a fatiga

Los resultados de vida Gltima hasta fallo se analizan
aplicando la evaluacién convencional de una muestra de
datos de vida util, en la que los resultados aleatorios,
independientes, representan el nimero de ciclos
necesarios para alcanzar una cierta magnitud prefijada de
la deformacién acumulada, segin el criterio de estado
limite adoptado [4]. La distribucion triparamétrica de
Weibull de minimos ha sido considerada para completar
la evaluacion de los resultados de vida Ultima hasta fallo
(ver [4]). El resultado obtenido al estudiar la muestra HOO
se presenta en la Figura 2.
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Figura 2. Distribucion de ciclos hasta fallo en HOO.

Como andlisis de un estado terminal, no se requiere la
monitorizacidon de la evolucién de dafio a lo largo de cada
ensayo, sino que Unicamente se precisa la informacién
del nimero de ciclos final contabilizado.

3.2 Normalizacién e interpretacion de dafio

Las curvas &-N representan la evolucion del dafio durante
los ensayos de fatiga en hormigén, donde la deformacion
acumulada sigue un patron definido, tipicamente
sigmoidal, fruto del proceso progresivo y estable de
microfisuracion. La normalizacion del nimero de ciclos
en cada instante respecto a los ciclos totales hasta el fallo,
N*= N/N, da lugar a la conversion en curvas e-N*, que
crecen mondtonamente entre 0 y 1. De esta manera, por
su propia definicion, la evolucion e-N* puede asimilarse
a una funcién de distribucion (fdd) en la que N* se asocia
con el indice de dafio del proceso.

La curva &-N* puede identificarse con una funcién de
distribucion perteneciente a la familia de valores
extremos generalizados (GEV) para minimos [8]. La
distribucion de Weibull ha demostrado ser la mas
apropiada en este sentido [2,4]. La expresién analitica de
la evolucion de dafio acumulado puede, entonces,
expresarse como:

NiF =1-—exp {_ [8_580]6}

donde Ny es el nimero de ciclos resultante hasta alcanzar
el estado terminal y B, § y &, son los pardmetros de
forma, escala y localizacion de  Weibull,
respectivamente. Notese que g, se identifica como
deformacion inicial. La Figura 3 presenta un ejemplo del
ajuste del comportamiento ¢-N de una probeta de
hormigén sin fibras recurriendo al modelo dado por la
expresion (1). En la Figura 4 se observan los ajustes e-N*
de todas las probetas analizadas de la muestra H0O, que
evidencian una dispersion importante. Esto dltimo a
pesar de que los valores de los pardametros de ajuste
resultantes son bastante homogéneos [4].

N* =

1)
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Figura 3. Ejemplo de ajuste de curva &-N en una probeta
de hormigén sin fibras segiin modelo de expresion (1).
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Figura 4. Curvas ¢-N* ajustadas de la muestra HOO
3.3 Definicioén del criterio de estado limite Gltimo

El criterio de estado ultimo se basa en la adecuada
definicién de la deformacion limite total terminal, &jim,
asociada a un cierto grado de microfisuracion del
hormigén que garantiza un disefio practico seguro. Ello
implica la definicion del valor de deformacion méxima
admisible a partir de un valor conservador, prefijado, de
la vida atil normalizada. Este se toma como referencia en
la definicion de la deformacion total terminal, &iim,
realizando una proyeccion lineal de la pendiente de la
deformacion normalizada desde el valor prefijado. La
Figura 5 muestra un ejemplo representativo tomando
como referencia N*=0.9.

4. SPARKS-MENZIES VS. MODELO
FENOMENOLOGICO PROPUESTO

4.1 Interpretacion de la ecuacion de Sparks-Menzies

La ecuacion de Sparks-Menzies [8] postula una relacion
lineal empirica entre la pendiente de la curva de
deformacion dividida por la frecuencia, €/f, y el nimero
total de ciclos hasta rotura, Nr, ambos evaluados en
escala logaritmica. Esta relacion se aplica en una
hipotética extrapolacion a fin de predecir la vida total de
diferentes tipos de hormigdn a partir del registro en el
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dominio Il, cuasi-lineal, de la curva ¢-N registrada
durante el ensayo [1]. No obstante, la aplicacion practica
requiere un conocimiento previo de los parametros de la
ecuacion.

Como queda reflejado en la seccion 3.1, el grupo de
curvas normalizadas ¢-N* de cada muestra analizada
representa un conjunto compacto, cuya pendiente, de/dN,
durante la fase cuasi-lineal presenta una moderada
dispersion (ver Figura 6). Esto permitiria suponer un
valor constante de la derivada, de/dNr, caracteristico de
la muestra estudiada.

0.015 =

0.005 +

0.4 0.8 1

N

Fig. 5. Definicion del estado de deformacién limite, &iim,
de acuerdo con el 90% de la vida total.

=) -

Figura 6. Justificacion esquemética de la ecuacion de
Sparks-Menzies basada en la pendiente de la curva e-N*
en el régimen secundario.

De esta forma, el conjunto de curvas &-N normalizadas
para cada muestra puede describirse de forma
razonablemente satisfactoria mediante una curva
mediana de referencia e-N*, cuya pendiente se deduce del
valor promediado de todas las probetas ensayadas de la
muestra. De acuerdo con ello,

de de de de dt £
av = oy = M () = Ve (i) = Ne (7) = &
Nf
)
lo que demuestra una relacién lineal en escala

doblemente logaritmica entre (?) y N, con de valor -1.
En contraposicion, la ecuacion de Sparks-Menzies viene
dada como:
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log(a = logj—;=m+slogNF ?3)

donde la pendiente, s, no es necesariamente -1, sino que
debe ser definida experimentalmente para el material
empleado.

Derivando la expresion (1) se obtiene:

b eS|

(-2 Gl =)@

4)

A su vez, de (1) se deduce
£—¢&o 1-B N %
(5 " =(-10e(1-57)) ®)
que, sustituido en (4) y tomando logaritmos, resulta:
l de _
Ogd—N =

1-B
~togy +1og [0 (1= 1) | (<tog (1 -2 7

0g Np T 108 B Ny 0g N,

= —logNy + m (6)

La expresion (6) depende tanto de N*, es decir, de la
posicion sobre la funcion muestral e-N*, como también
de los pardmetros de escala y de forma de la fdd de
Weibull. Esto prueba que la relacidn lineal entre log(Nr)
y log(€) se mantiene, no solo para el tramo secundario,
sino, incluso, tomando como referencia cualquier otro
punto de la curva &-N*. No obstante, ello no es
recomendable dado que la interdependencia entre los
parametros de Weibull afiade incertidumbre cuando se
aplica fuera del régimen secundario de la curva de
evolucion de afio, e-N*.

Si la pendiente se calcula en el punto de la deformacion
correspondiente a la moda de la funcion de Weibull (ver
[4]), es decir para

M(&moae) = lOg %exp (1 — %) ((1 - %)) '

se observa la dependencia de la pendiente Unicamente
respecto a los parametros de escala y forma de la funcion
muestral de Weibull definida en (1). La expresion (7)
confirma, con generalidad, la relacion lineal entre log
(de/dN) y log(Ng) para una pendiente de valor -1, de
acuerdo con (2).

Lo anterior pone en evidencia la discrepancia con la
ecuacion de Sparks-Menzies, que muestra una
sistemética desviacion con respecto a los resultados
experimentales, como se observa en [1]. Sin embargo,
ello puede justificarse mediante la correlacion lineal
entre my Nr observadas para los diferentes contenidos de

()
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fibras de hormigén, que denotan valores ligeramente mas
altos (pendientes menores. Notar la relacion de
proporcionalidad negativa) para valores crecientes de Ng
(ver Figura 7), es decir:

m = s logNy + m* (8)
que, sustituida en (6), demuestra que
logj—;z (1 —-s")logNg +m” (9)

donde s* es la variacion de la pendiente y m la ordenada
en el origen. Obsérvese que el pequefio valor que
representa s* determina la limitada influencia sobre la
pendiente final de la pendiente m de la ecuacién de
Sparks-Menzies.

Cuando la curva normalizada e-N* se representa
adecuadamente mediante una fdd de Weibull, la relacion

lineal entre log Z—; y Ny propugnada por Sparks-Menzies

demuestra simplemente que la pendiente media es -1,
mientras que la desviacion con respecto a ese valor se
debe a la influencia de los pardmetros de escala y forma
de Weibull.

T T T T T
e HOO e HI15 H30 e H45 e HG60 Joint-fitting]|

550 o . .

1 1.5 2 25 3 35 4
logm(NF)

Figura 7. Tendencia de la relacion m-log NF sobre el
conjunto de ajustes de las muestras H00-H60, que
justifica la desviacion de la pendiente de la curva de
respecto al valor -1.

5. DISCUSION

Las curvas sigmoidales normalizadas e-N* para probetas
de una misma muestra de hormigén representadas como
una fdd de la familia GEV confirman las caracteristicas
del fenémeno de fatiga como un caso tipico de dafio
acumulado. El proceso de dafio esta predeterminado por
la microestructura particular de la probeta ensayada, que
vendra condicionada por el contenido en fibra de la
muestra analizada. La idoneidad de la definicion analitica
de la curva ¢-N, como una funcién de distribucion, junto
con la coherencia del modelo, queda evidenciado por la
homogeneidad de los pardmetros de ajuste entre
resultados de una misma muestra.
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El doble caracter aleatorio del proceso de dafio por fatiga
bajo carga de compresién queda confirmado, asi como la
posible extension de la metodologia aplicada al hormigén
en masa u otra mezcla con contenido en fibras (ver [4]).

Asimismo, la metodologia fenomenoldgica propuesta
utilizando fdds de la familia GEV aprovecha la
informacion proporcionada por la evolucion completa
del proceso de dafio para representar una solucién mas
general y consistente que la ofrecida mediante la
linealizacion implicita de la ecuacion de Sparks y
Menzies. La modelizacién propuesta de la evolucién del
dafio permitiria la interrupcién prematura del ensayo sin
que ello suponga renunciar a una prediccion fiable del
numero de ciclos hasta el fallo o, incluso, de la evolucién
de la deformacion restante hasta el fallo. La aplicacion de
esta técnica novedosa promueve una reduccién
significativa en la duracion y los costos de los ensayos.

Para comprobar la idoneidad del modelo dual, se ha
aplicado en la reconstruccién de toda la curva &-N
suponiendo una interrupcion virtual para diferente
namero de ciclos, Nix, aplicados hasta el momento de la
interrupcion ficticia del ensayo, como porcentaje de la
vida total, Nin/Ng, del 15%, 30 % 50% y 70%. En la
Figura 8 se presenta un ejemplo entre la curva &-N real
registrada en el ensayo y las curvas ¢-N predichas para
las mencionadas fracciones de la vida total real para una
Unica probeta de la muestra de hormigdn sin refuerzo. La
evaluacién completa, incluidos los parametros de
Weibull se puede consultar en [4].

specimen from HO0 sample
0.015 . | : :

Strain

0.005 -

O Original Data
Projection from the initial 15% of the experimental record
Projection from the initial 30% of the experimental record

m—— Projection from the initial 50% of the experimental record

= Projection from the initial 70% of the experimental record

itting considering the entire recording

0 | I I I I

0 20 40 60 80 100

Cycles

Figura 8. Ejemplo ilustrativo de la curva e-N predicha
para diferentes relaciones de interrupcion (15, 30, 50 y
70 %) de los tiempos de vida totales normalizados para
una muestra representativa
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6. CONCLUSIONES

Las principales conclusiones que se derivan de este
trabajo son las siguientes:

- En el fenémeno de fatiga a compresién del hormigdn se
observan dos escenarios aleatorios caracteristicos: El
primero esta relacionado con la prediccién de la vida util
a fatiga, definida como estado terminal o limite, y puede
evaluarse aplicando modelos probabilisticos de fatiga
convencionales. El segundo corresponde a la evolucion
del dafio, como curva muestral de deformacion total en
funcion del namero de ciclos proporcionado en el ensayo,
es decir, curva &-Ng.

- Cuando se considera la vida normalizada N/Ng, la
funcién muestral se puede describir analiticamente
mediante funciones de distribucion de la familia de
valores extremos, generalmente identificada como fdd
triparamétrica de Weibull de minimos. Los ajustes son
excelentes y permiten la identificacion fisica de los
parametros del modelo.

- La monitorizacién de los ensayos de fatiga aporta
ventajas adicionales en la caracterizacion de fatiga del
material tales como: a) una base sélida para el disefio
probabilistico de dafio acumulado, b) posible
interrupcion prematura del ensayo para acortamiento del
tiempo y reduccion inherente del coste del programa
experimental sin una pérdida apreciable de fiabilidad en
la vida dtil final estimada y c) criterios para definir el
estado limite Gltimo de fatiga a considerar en el disefio
practico de componentes como el asociado a una
deformacion final admisible relacionada con un cierto
concepto de probabilidad.

- Se justifica conceptualmente la ecuacién de Sparks-
Menzies y se describen sus limitaciones mediante la
metodologia general propuesta desde la propiedad
normalizadora de la evolucidn del dafio como fdds de la
familia generalizada de valores extremos-

- Se demuestra la viabilidad de prediccién fiable de las
curvas de evolucion de dafio hasta rotura tras la
interrupcion prematura de los ensayos de fatiga con el
consiguiente ahorro de costes y tiempo en el programa
experimental.

- Se observa una concordancia satisfactoria entre los
resultados predichos y experimentales para las curvas e
N particulares del programa experimental para
hormigones sin y con diferentes contenidos de fibra.
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RESUMEN

Los metamateriales se generan a partir de una red interrelacionada de celdas y pueden presentar un comportamiento a
nivel macroscépico que difiere del que caracteriza a sus constituyentes mas elementales. La modelizacion de la influencia
que el dafio y fractura de los elementos constituyentes tienen en las propiedades macroscépicas del metamaterial es de
relevancia para su estudio mecénico. Alterando el comportamiento resistente a nivel elemento (variando su médulo
elastico longitudinal), es posible aproximar el efecto del dafio en la estructura completa. Es decir, se considera valida la
sustitucion del proceso de dafiado y deformacion pléstica por una serie de estados intermedios contenidos en el régimen
elastico lineal. Cada estado queda caracterizado por el valor del médulo elastico del elemento, cuya geometria permanece
inalterada. En un proceso iterativo, los elementos que soportan tensiones superiores a las impuestas como fronteras,
progresan a través de los diferentes estados, disminuyendo su mddulo elastico, hasta que se consideran rotos y son
eliminados de la estructura. Los efectos masicos se desprecian y se parte de un estado libre de tensiones residuales en
cada iteracidn. Se presenta un algoritmo sencillo para simular el efecto del dafio en estructuras de metamaterial, aplicable
a cualquier programa de elementos finitos.

PALABRAS CLAVE: Metamateriales, Dafio, Fractura

ABSTRACT

Metamaterials are generated from an interrelated set of cells and can present a macroscopic behaviour that differs from
the one that characterizes its basic constituents. Modelling the influence that the damage and fracture of the elemental
constituents have in the macroscopic properties of the metamaterial is relevant for its mechanical analysis. Altering the
resistant behaviour of the elements (changing their longitudinal elastic modulus), it is possible to approximate the effect
of the damage in the complete structure. It is considered as valid the substitution of the damage and plastic deformation
phenomena by intermediate states contained in the linear elastic deformation regime. Each state is characterized by the
elastic module of the element, whose geometry remains unmodified. In an iterative process, when the induced stress in
the elements is greater than the one stablished as the limit, they progress through the different states, diminishing their
elastic modulus until they are considered as fractured and are eliminated from the structure. Mass effects are ignored, and
a stress-free structure is implemented to calculate each iteration. A simple algorithm is presented to simulate the effect of
damage in metamaterial structures, applicable to any finite element software

KEYWORDS: Metamaterials, Damage, Fracture

INTRODUCCION extrafios a la naturaleza, que presenta una amplia

variedad, donde la distribucion de celdas dentro del
Los metamateriales son materiales formados a partir de solido y la propia estructura de cada celda varian desde
una red interrelacionada de celdas, caracterizadas por su disposiciones altamente regulares (honeycomb [5]) hasta
geometria y conectividad [1]. Estas se ensamblan (tanto completamente aleatorias (esponjas y espumas). Esto
en el plano como en el espacio) para obtener las caras y/o lleva a diferenciar entre metamateriales homogéneos
vertices del soélido a generar. Las propiedades que (caracterizados por una distribucion periddica de celdas)
presentan a nivel macroscépico pueden diferir de y no homogéneos (caracterizados por una distribucion de
aquellas que caracterizan a sus constituyentes mas celdas no periddica) [6]. Para determinadas aplicaciones,
elementales. A partir de determinadas configuraciones de como las relacionadas con el electromagnetismo, es
celda, es posible obtener propiedades andmalas [2], como posible emplear provechosamente las propiedades de los
el comportamiento mecanico auxético [3] o indices de metamateriales no homogéneos (como, por ejemplo, las
refraccion negativos [4]. Este tipo de materiales no son espumas [7]), mientras que para otras, como el disefio

113



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

estructural, los homogéneos presentan cualidades que
resultan méas apropiadas [8].

El creciente interés por los metamateriales artificiales [9]
se debe no solo a la dependencia de las propiedades
macroscopicas de la celda de partida [10], sino también a
la capacidad de disminuir la densidad que presentan las
estructuras de metamaterial frente a sélidos homogéneos
fabricados a partir del mismo material base [11]. En el
dmbito de la resistencia de materiales se utilizan
predominantemente metamateriales homogéneos, lo que
facilita la modelizacién de la respuesta a estados de
cargas con capacidad de dafiar y romper un ndmero
significativo de elementos.

Para conocer la respuesta mecénica y afrontar el
problema de disefio, se precisa de un modelo que incluya
los efectos derivados del fallo de los elementos
constituyentes del metamaterial en su respuesta
mecénica, ya que por construccion y debido a su
dimension respecto al metamaterial en conjunto, son méas
susceptibles de fallar.

METODO
Simplificacién del efecto del dafio

Tomando inspiracion de diversos metamateriales
presentes en la naturaleza, donde las aristas de cada celda
son esbeltas, se toma como elemento de partida para
generar las estructuras el elemento 1D barra-viga de dos
nodos (beam), de seccion cuadrada y constante.

Para simular el efecto del dafio que genera una carga en
la estructura de metamaterial, se acepta como valida la
sustitucion del proceso de dafiado y deformacion pléastica
a nivel elemento por una serie de estados intermedios en
los que se implementan las hipétesis del régimen elastico
lineal. Cada estado intermedio queda caracterizado por la
geometria y el modulo de elasticidad del elemento E, al
que se le asignan valores decrecientes, desde el valor
caracteristico del material base, para el primer estado
(cuando el elemento se encuentra dentro del régimen de
deformacion elastico), hasta que se anula (cuando se
considera que el elemento ha fallado). La geometria se
mantiene constante e igual a la del estado nominal, por lo
que se estd ignorando el proceso real de deformacion
propio de un sélido homogéneo metalico con cierta
capacidad ductil.

La disminucion de los valores del médulo de elasticidad,
a efectos de célculo, es equivalente a alterar la geometria,
ya que, en la matriz de rigidez directa lineal del elemento,
tanto el area A como el momento de inercia I van
multiplicados en todos las componentes por E. En los
términos en los que E no aparece explicitamente, se
puede relacionar con el médulo a cortadura G, debido a
que se trabaja con materiales isétropos.

Al aplicar una tension, la variacion de la geometria de la
seccidn afecta de forma dispar a la distribucion de areay
a la de momento de inercia. Por tanto, el modificar en la
misma proporcion todos los términos a partir del cambio
del valor de E, supone una fuente de error. Que la
modificacion de E afecte a todo el elemento, mientras
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que, realmente, la variacién del area de la seccion se
localiza mayoritariamente en una zona concreta del
elemento y no tiene lugar (de manera significativa) a lo
largo de toda su longitud, supone otra fuente de error.
No se dispone de referencias en las que apoyarse para
determinar con precisién los valores que deberia tomar E
en los diferentes estados, por ello se utiliza una
distribucidn sencilla.

Evolucién de los elementos

Una vez descrito el proceso basado en estados
intermedios que sustituye a la deformacion plastica y al
crecimiento de grietas o microrroturas, es necesario
establecer el nimero de estados con el que trabajar y el
criterio para pasar de un estado al siguiente.

Con cero estados intermedios, al abandonar el régimen
de deformacidn eléstica, se considera que el elemento
falla bruscamente sin ningln proceso intermedio previo,
lo que no es realista si existe plasticidad y el crecimiento
de las grietas es gradual. Esta simplificacion del efecto
del dafio es excesiva para materiales ductiles, pero puede
emplearse como primera aproximacién en materiales con
marcado caracter fragil. Al introducir mas de un estado
intermedio hasta alcanzar la rotura, en un caso general, al
cargar la estructura y alcanzar el equilibrio, se obtienen
tanto elementos dafiados como fracturados, lo que genera
una representacion mas fiel de la realidad. Se elige 10
como el nimero de estados intermedios y un rango de
valores de E decrecientes, que comprende desde el
modulo de elasticidad caracteristico del material base
hasta el 80% de ese valor, aparte del valor nulo.

Para establecer el criterio de paso de un estado al
siguiente, se analizan las tensiones que soportan los
elementos. Se supone el caso mas sencillo, en el que las
tensiones axiles son las mé&s relevantes, siendo las
cortantes despreciables frente a estas. Al trabajar con
estructuras en el plano, el tensor de tensiones queda:

oy, 0 O
o=(0 0 O 1)
0 0 O

La tensidn principal (o1), puede aproximarse como la
suma de la tensién normal debida al momento flector y la
tension axil. A partir de los criterios de Rankine y de
Treska, y siendo Gnicamente la tensidn principal oy
distinta de cero, se establece que el maximo de esta
tension sobre el elemento es el valor con el que se debe
comparar para determinar si el elemento a estudiar,
perteneciente a un estado intermedio (asociado a un Eyy,
deberia pasar al siguiente estado (asociado a Eyp41).
acercandolo asi al fallo. Para el paso desde el estado
inicial al primer estado de dafio, la tension con la que
comparar o4 es la tension de fluencia del material base.
Para las tensiones que establecen la frontera entre el resto
de estados intermedios, se dispone un rango que
comprende desde la tension de fluencia, hasta un 130%
de ese valor. A partir de estos razonamientos se impone
(en MPa):
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Ey =103 (70 68 67 66 65 64 63 62 61 60 57)
oy = (90 95 96 97 98 99 100 105 110 114 115)

La precision de los valores no es critica para el proceso,
ya que el objetivo es determinar si el método permite
representar en primera aproximacion el comportamiento
de las estructuras de estudio.

Trabajar con mas de un estado intermedio hace
mandatorio el uso de un proceso iterativo, para que los
elementos tengan la posibilidad de atravesar todos ellos.
En cuanto a la transicion entre diferentes estados, se
aplican ciertas restricciones. Solo se puede pasar de un
estado de dafio, al inmediatamente posterior,
independientemente de la tension que esté soportando el
elemento. No se puede ir hacia estados anteriores, ni se
puede evitar pasar por alguno de los estados. Por lo tanto,
para que un elemento falle, tiene que haber pasado antes
por todos los estados.

Generacion de las estructuras

La generacion de las geometrias se lleva a cabo a partir
del uso de simetrias y traslaciones de las posiciones de
los nodos de la celda base. El material de partida utilizado
es isotropo, con un moédulo de elasticidad E = 70 GPa
y un coeficiente de Poisson v = 0.3, representativo del
Al1080A. La seccidon de los elementos es cuadrada, de
lado ! = 0.5 mm constante.

ALGORITMO

Una vez generada la estructura, se impone el estado de
carga. Para cada elemento se obtiene el maximo de gy y
el valor de E (perteneciente a Ey) que lo particulariza.
Seguidamente, se compara o7 maximo con el valor que se
ha impuesto en el vector gy como frontera del estado
intermedio que caracteriza al elemento. En caso de ser

01 méximo mayor o igual al valor impuesto en oy, el
elemento en cuestion progresa al siguiente estado (deja
de estar identificado por Ey, y pasa a estarlo por
Enk+1), 0 es eliminado de la estructura (en el caso de
que se encontrara en el Gltimo estado). En el caso
opuesto, se mantiene el estado en el que se encontraba el
elemento (sigue estando asociado a Eyj). Una vez
analizados todos los elementos, se actualiza la estructura
con las modificaciones pertinentes.

En todas las iteraciones se parte de la geometria nominal,
en la que se han modificado los valores de E de aquellos
elementos que presentan dafio, y se han eliminado los que
han fallado, pero no se tiene en cuenta el nivel de
tensiones soportado por el elemento en iteraciones
anteriores (se parte de una geometria libre de tensiones
residuales), ni las deformaciones resultantes de esas
tensiones. Es preciso mencionar que no se estan teniendo
en cuenta los efectos masicos, por lo que la tension
asociada al peso de los elementos no es un factor a
considerar, lo que hace indiferente eliminar de la
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estructura aquellos elementos que han fallado o dejar las
dos partes resultantes de la fractura en sus posiciones
correspondientes.

Al modificar las propiedades de unos elementos y
eliminar otros de la estructura, la redistribucion de cargas
provoca la activacion de nuevos elementos, lo permite
simular la evolucion del efecto del dafio.

N

Tension maxima JEs 01 > a2
en el elemento k—’q' J > ONI*>—
(99)
O ©

—— S
Deiar d oyj € oy asociado \
ejar de —
iterar aEni€En No se

7 y modifica []

@ el elemento ‘
~—

©

EN = [EN1 ... ENK]

ON = [ON1 .- ONK]

<¢ES ENj = ENK?
<¢', Ha colapsado> ¢ :
la estructura? “

&)

J—
E del
elemento,
ENi € EN

Imposicion del
estado de carga

Estructura
M _ Estructuﬂ

Actualizar la
estructura

Actualizar E,

Eni — Eni+1

A,

Eliminar el
elemento

h.

S| S/\
Q 4 e ha modificado
algun elemento? p 5%
o)

Se ha
alcanzado
el equilibrio
— T )

Figura 1. Diagrama del algoritmo.
Criterios de parada

En caso de que la redistribucion de cargas no genere
modificaciones de E en ningin elemento, se considera
que la estructura ha alcanzado el equilibrio, ya que la
distribucion de tensiones resultante es insuficiente para
hacer evolucionar la estructura hacia un nuevo estado de
dafio. Como comportamiento contrapuesto aparece el
fallo global de la estructura, lo que se deduce de la
aparicion de mecanismos (pues ya no se tiene una sola
estructura, sino varias) que impiden que se pueda seguir
iterando. Dada esta situacion, se considera que la
estructura ha colapsado, al ser el estado de carga
impuesto excesivo. Estos dos criterios se obtienen como
respuesta de la estructura al caso de carga. Como Gltimo
criterio, se limita el nimero mé&ximo de iteraciones.
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RESULTADOS Y DISCUSION
Analisis con estructuras jerarquicas

Se plantea una estructura jerarquica de triangulos
equilateros, empleando dos niveles de jerarquizacion. La
geometria y el caso de carga estan basadas en [12]. Para
cada lado de cada triangulo equilatero, se utiliza un solo
elemento, de longitud 1 mm.

INININININININININ/N/
INONININININNINININAN

JAVAY
\VAVAVAVAVAVAVAVAVAVAV
VAV ARAVAVAVAVAVAVAVAVAVAV,

Figura 2. Primer nivel de jerarquizacion.

Como estado de carga, se restringe el desplazamiento
vertical en la interfaz inferior, se impone un
desplazamiento segln esa misma direccion en la interfaz
superior y se empotra el nodo de la esquina inferior
izquierda.

Figura 3. Geometria de la estructura inicial.
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Figura 4. Detalle de la distribucion de tensiones en la
primera iteracion.
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Figura 5. Distribucion de tensiones una vez alcanzado
el equilibrio.
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Figura 6. Mddulo elastico de los elementos una vez
alcanzado el equilibrio.

El modelo consta de 420.224 elementos en el nicleo, y
para un desplazamiento impuesto de 31-1072mm
requiere 361 iteraciones hasta alcanzar el equilibrio.

Las tensiones méaximas se obtienen en el extremo derecho
de la zona de la que se han eliminado elementos
deliberadamente, coincidiendo con el resultado obtenido
en [12].

En la region en la que aparece la concentracion de
tensiones se da la rotura del primer elemento (lo que se
podria equiparar con la nucleacion de una grieta).
Posteriormente, los elementos van fallando a través de
dos frentes, hacia el centro de la estructura, uno por
encimay otro por debajo del plano de simetria horizontal.
Este avance es semejante al que presentaria un sélido
homogéneo, debido al crecimiento de grietas.

Hasta alcanzar el equilibrio (figura 5), se produce el fallo
de numerosos elementos, principalmente en la parte
superior derecha, y en menor medida en la inferior
derecha. En cuanto a los valores de E (figura 6), solo se
han visto modificados en las inmediaciones de las
posiciones en las que se ha producido el fallo de
elementos. En el resto de la estructura, el valor de E
permanece inalterado.
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Analisis con estructuras cuadrangulares

La estructura se genera a partir de un cuadrado rotado
45°, Como caso de carga, en la interfaz inferior, los nodos
quedan empotrados, mientras que en la superior se
restringe el desplazamiento vertical, a la vez que se
impone un desplazamiento horizontal, simulando asi un
caso de carga a cortadura. Para esta misma estructura, en
[13] se calcula el fallo del primer elemento mediante
procedimientos numéricos y experimentales, dandose
este en ambos casos en la esquina inferior izquierda.

— /.0e+04
— 68000
66000

64000

E (MPa)

62000
60000

- 58000
— 5.7e+04

Figura 7. Aparicion del fallo de los primeros elementos.

— 7.0e+04

— 68000

66000

64000

E (MPa)

62000
60000

— 58000

— 5.7e+04
>~$ X
P 2

Figura 8. Distribucion de $E$ una vez alcanzado el
equilibrio.

El modelo consta de 1.323 elementos en el nucleo, y para
un desplazamiento impuesto de 11 - 1072 mm requiere 72
iteraciones hasta alcanzar el equilibrio. EI primer fallo
aparece en la esquina inferior izquierda, coincidiendo
con el resultado obtenido en [13].

Para la carga propuesta, hasta alcanzar el equilibrio, los
elementos van fallando a través de un Gnico frente, hacia
el interior. Por otra parte, el efecto del dafio no
evoluciona significativamente en el resto de esquinas
respecto de la iteracién en la que se produjo el fallo de
los primeros elementos (figura 8).

CONCLUSIONES

El método propuesto, aunque estd basado en hipétesis
que ignoran parte de la fisica del problema (omite el
proceso de deformacién pléstica y no tiene en cuenta las
tensiones residuales) genera resultados que, en primera
aproximacion, permiten estimar a partir de un sencillo
algoritmo la aparicion y propagacion del efecto de dafio
en estructuras de metamaterial, a través del modelado de
las condiciones necesarias para que se produzca la
fractura a nivel elemento. Estableciendo una serie de
alternativas, relativas a la situacién en la que se puede
encontrar cada elemento, en funcién de la tension a la que
estd sometido y las condiciones de dafio que presenta, se
recogen los diferentes escenarios tienen lugar de manera
recurrente, por lo que implementando un proceso
iterativo es posible obtener la evolucion de la estructura.
Como pardmetros de control, se pueden elegir el nimero
de estados intermedios hasta la rotura y el valor del
modulo elastico y la tensibn maxima que caracterizan
cada estado. La seleccién de dichos valores permite
acomodar el algoritmo a requerimientos especificos, lo
cual le hace bastante versatil en cuanto a la posibilidad
de representar diferentes materiales y tipos de rotura.
Los resultados obtenidos son consistentes con lo
calculado mediante otros procedimientos, ya sea para la
distribucion de tensiones a obtener (caso de las
estructuras jerdrquicas triangulares, al comparar con
[12]), o para la zona en la que se da el fallo del primer
elemento (caso de las estructuras cuadrangulares, al
comparar con [13]). En primera aproximacion, se
considera que el modelo genera resultados
representativos del comportamiento real de las
estructuras.

En conclusion, se presenta un algoritmo que permite
simular el efecto de dafio de forma sencilla en estructuras
de metamaterial, que se puede implementar en cualquier
programa de elementos finitos (sin necesidad de
modificar su c6digo) y cuyos resultados coinciden con
los encontrados en la bibliografia.
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RESUMEN

La propagacion de fisuras por fatiga iniciadas a partir de defectos internos es uno de los principales mecanismos de
fallo en piezas sometidas a alto nimero de ciclos (HCF) y muy alto nimero de ciclos (VHCF). La propagacion de estos
defectos internos en barras sometidas a esfuerzos de traccion tiende a adquirir una forma circular, independientemente
de la forma irregular que presente el defecto iniciador, estableciendo un patrén conocido como fish-eye. Para el estudio
de la propagacion de este tipo de defectos se presenta en este trabajo un conjunto de ecuaciones que permiten obtener el
factor de intensidad de tensiones (FIT) en funcion de tres parametros adimensionales (tamafo, posicion y relacion de
aspecto de la fisura). Se presenta también la metodologia necesaria para su aplicacion al estudio de la propagacion de un
defecto inicial. Los caminos de propagacion calculados son comparados con los obtenidos en ensayos experimentales
obteniendo una muy buena prediccion.

PALABRAS CLAVE: Fatiga, Factor de Intensidad de Tensiones, fisuras elipticas.

ABSTRACT

Fatigue crack propagation initiated from internal defects is one of the main mechanisms observed in components
created using additive manufacturing techniques, as well as one of the most common mechanisms in high cycle fatigue
(HCF). The propagation of these internal defects in round bars subjected to tensile loads tends to a circular shape,
regardless of the irregular shape of the initiating defect, establishing a pattern known as fish-eye. In order to study the
fatigue crack propagation of this type of defects, a series of closed-form equations are presented which allow the stress
intensity factor (SIF) to be obtained in this geometry as a function of three dimensionless parameters (size, position and
aspect ratio). The methodology necessary for its application to the study of fatigue crack propagation is also presented.
The propagation paths calculated are compared with those obtained in experimental tests, obtaining a very good
prediction.

KEYWORDS: Fatigue crack growth, Stress intensity factors, embedded cracks in round bars, additive manufacturing.

1. INTRODUCCION de la pieza o se produce el fallo, formando un patron de
fisura circular en la superficie de fractura, denominado

La propagacion de fisuras por fatiga a partir de defectos como ojo de pez o fish eye.

internos es uno de los mecanismos mas habituales en el

régimen de fatiga en alto niimero de ciclos (HCF) y Para poder estudiar adecuadamente la propagacion de

muy alto numero de ciclos (VHCF) [1,2]. Asi mismo, es este tipo de defectos internos en barras cilindricas, es

uno de los mecanismos mas habituales en piezas necesario disponer de los Factores de Intensidad de

obtenidas mediante Fabricacion Aditiva, donde los Tensiones (FIT) de las diferentes geometrias de fisura

defectos internos asociados a porosidad son intrinsecos que pueden aparecer en esta probeta.

al proceso de fabricacion. También la iniciacion en el

interior de la pieza puede estar asociada a aspectos En un trabajo previo desarrollado por los autores [3], se

microestructurales, como decohesiones, facetas por present6 un conjunto de soluciones tabuladas del factor

clivaje, etc. de correccion geométrico, que permite obtener el FIT,
para fisuras elipticas internas en barras cilindricas

Esta iniciacion de la fisura en el interior de la probeta se sometidas a traccion. Dichas soluciones numéricas

desarrolla por fatiga hasta que se alcanza la superficie tabuladas, obtenidas por elementos finitos, se aportan en
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funcion de tres parametros adimensionales que
representan la forma, el tamafio y la posicion de defecto
dentro de la seccion circular. Con el objetivo de facilitar
su aplicabilidad al disefio de componentes, en el
presente trabajo se proporcionan una serie de
ecuaciones que permiten su uso sin necesidad de tener
que recurrir a los complejos procesos de interpolacion
asociados a las soluciones tabuladas.

2. GEOMETRIA Y SOLUCIONES TABULADAS
DEL SIF

La geometria de referencia considerada en el presente
estudio es una pieza de seccion circular de radio

sometida a un esfuerzo de traccion uniaxial  , segun
se presenta esquematicamente en la Figura 1. Las
dimensiones de la fisura vienen definidas por sus
semiejes a y ¢. La distancia desde el borde de la fisura
hasta la superficie exterior o ligamento es 4. Estas
dimensiones caracteristicas pueden agruparse en tres
parametros adimensionales: posicion relativa de la
fisura respecto al centro de la seccion circular, (a + &) /
R, su tamafio relativo, @ / (a + &), y su relacion de
aspecto, a / c.

El factor de intensidad de tensiones en los semiejes de la
fisura eliptica puede expresarse mediante las siguientes
ecuaciones:

Ky =F, 05
Ky =F,-04 (D
Kc - E‘ "0y - \/;

Donde , y son los factores de correccion

geométricos obtenidos por elementos finitos en un
trabajo previo de los autores [3]. En dicho trabajo se
estudio también la validez de dichas soluciones
numéricas mediante comparaciones con otros trabajos
disponibles en la literatura.

PEpagt

Los valores de las soluciones tabuladas de los factores
de correccion geométricos Fa, Fa2 y F. aparecen
recogidos en las Tabas 1 a 3 respectivamente.

Tabla 1. Factor de correccion geométrico

0.05 0.9481 0.9481
0.2 0.8704 0.8744
0.4 0.8029 0.8250
0.6 0.7645 0.8216
0.6 0.6769 0.7108
0.8 0.7731 0.8998

Tabla 2. Factor de correccion geométrico

a

a2

al

Figura 1. Geometria de referencia

a+h 0.4 0.6
0.05 0.8663  0.8663
0.2 0.7816  0.7823
0.4 0.7131  0.7163
0.4 0.6422  0.6439
0.6 0.6527  0.6598
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Tabla 3. Factor de correccion geométrico F,.

a (a+h)/R
a+h 005 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0
0.2 0.05 04221 04221 0.4221 0.4221 0.4221 0.4221
0.2 04236 0.4242 0.4260 0.4291 0.4353 -
0.4 04284 0.4363 - - - -

alce

0.6 04377 - - - - -
0.8 0.4545 - - - - -
0.95 0.4720 - - - - -

04  0.05 0.5477 0.5476  0.5478 0.5478 0.5478 0.5479
0.2 0.5489 0.5492  0.5499 0.5510 0.5525 0.5559
0.4 0.5550 0.5578 0.5669 0.5816 0.6100 -
0.6 0.5666 0.5789  0.6281 - - -
0.8 0.5833 0.6221 - - - -
0.95 0.6009 - - - - -
0.6 0.05 0.6057 0.6055 0.6057 0.6057 0.6058 0.6058
0.2 0.6064 0.6065 0.6068 0.6072 0.6079 0.6098
0.4 0.6120 0.6135 0.6179 0.6252 0.6349 0.6582
0.6 0.6235 0.6299 0.6514  0.6870 0.7529 -
0.8 0.6429 0.6624 0.7376  0.9221 - -
0.95 0.6567 0.7067  0.9238 - - -
0.8 0.05 0.6314 0.6314 0.6315 0.6315 0.6315 0.6315
0.2 0.6318 0.6319 0.6320 0.6322 0.6325 0.6333
0.4 0.6360 0.6370 0.6393  0.6434 0.6492 0.6623
0.6 0.6464 0.6504 0.6623  0.6820 0.7090 0.7793
0.8 0.6642 0.6756 0.7153  0.7835 0.9081 -
0.95 0.6798 0.7099 0.8018 1.0052 - -
1 0.05 0.6386 0.6386 0.6386  0.6386 0.6386 0.6386
0.2 0.6389 0.6389 0.6390 0.6392 0.6395 0.6398
0.4 0.6417 0.6423 0.6436  0.6459 0.6495 0.6582
0.6 0.6504 0.6531 0.6602 0.6725 0.6889 0.7274
0.8 0.6660 0.6736 0.6972  0.7367 0.7926 0.9525
0.95 0.6861 0.6965 0.7487 0.8423 1.0031 1.8441

3. ECUACIONES PARA EL CALCULO DEL SIF

La solucién general presentada en esta seccidon estd
basada en un ajuste de los factores de correccion
geométricos en funciébn de los tres parametros
adimensionales. La tendencia que presentan los valores
de F frente al parametro a/(a+h), manteniendo constante
los otros dos parametros, muestra una forma creciente
desde una asintota horizontal, como puede apreciarse en
la Figura 2 para una de las situaciones. Esta tendencia
puede ajustarse con una buena correlacion mediante una
ecuacion no lineal de tres parametros, la cual permite
reproducir la asintota inicial observada para valores
al(a+h)—0 controlada por el parametro B, la forma del
crecimiento cuando a/(a+h)—1, controlada por el
parametro mi, y el valor superior tambien para
al(a+h)—1 controlado por Bi/(1-C1). Posteriormente, la
evolucion de los parametros de ajuste B, C 'y m
obtenidos para cada subcolumna se han ajustado
mediante curvas polindmicas.

Las ecuaciones resultantes de dicho proceso de ajuste

para los tres factores de correccion geométricos F,,

F , y F, aparecen recogidos en las funciones generales

a ¢

(2), (3) y (4) respectivamente.

Una vez obtenidos dichos factores de correccion
geométricos para una geometria de fisura cualquiera,
definida por a, ¢ y A, el SIF en los semicjes de la fisura
se calcularia mediante la aplicacion de la ecuacion (1).

35 + + + + +
O Valores tabulados (Tabla 1) | . _
< .

304 para: 4
: @+h)/R=1
S alc=1
_‘;:) 251 T
S
S 207 1
=
=
S 157 +
:;:A m; =6.0
8
N 1.0 + +
=
=~ —e
5 oo O —2———
T 05 B, T
S
9

0.0 + + + + +

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2

al(a+h)

Figura 2. Ejemplo de la evolucion del factor de correccion
geométrico en funcion de a/(a+h).

5 @)

Fo=——7—0
1—cl~[ a j
a+h

m, =1.74(9

j+(2.0979-/13 ~2.4414-27 -1.1883- 1 +3.7175)
¢

C C

2
C, =M2~(%j +M1~[%j+MO

M, =—1.6458- 2" +4.7320- 2’ —4.9173- 1> +3.1147- 1~ 0.03859

M, =-1.6880- 1" +1.2160- 1’ +1.7455- > —4.3137-1-0.2057

M, =3.1480-1" —6.1104- 2* +3.8745- 1> +1.2555- 1 +0.6319
a+h

2
B = 0.0691~(£j —0.4728.(5]“.0416

A=

o= 5 (3)

a2 m,
1—C2-( a j
a+h

m, =1.8919-1+2.0296

2
B, = 0.0707-[3j —0.4742-(3j+1.o414
C C

2
c, =H2-(%j +H, ~(%j+HO

H, =-38.5367-4° +121.5224- * ~104.8934- 2* +

+37.2244- 27 —4.2940- 1 +0.2228
H, =36.8200-1° —158.9202- 1* +152.4389- 1° +

~59.5097- A% +6.9928 - 1 —0.4675
H, =12.0938-2° +17.2795-A* ~33.8472- 1" +

+18.6236- 1> —2.2129- 1 +0.2624
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F = B,

o 5)

m, =1.6287-1° —2.8580- 1> +2.7763- 1 +2.3625

3 2
B, =0.5135-(fj —1.4051-(3j +1.3199-(3j+0.2105
C C C

2
q:@(%) +Gl-(%j+G0

G, =32.9938-1* -43.1064- 2’ +16.8509-1° +

+1.3102- 1 -0.0249
G, =-81.7186-1* +118.4910- 1* —=57.1224- 2* +

+2.9721-1-0.1924
G, =51.3498- 1* —79.5268- 1° +42.7400- A° +

—4.5145-1+0.2993

“)

4. ECUACIONES SIMPLIFICADAS
FISURAS CIRCULARES EXCENTRICAS

PARA

La soluciéon general presentada en la seccién anterior
puede simplificarse para disponer de la solucién
correspondiente a una fisura circular excéntrica, segun
el esquema geométrico de la Figura 3. En este caso, y
para efectuar un estudio de propagacion de la fisura
asumiendo una forma de propagacion circular, solo es
necesario disponer de los FIT en los dos semiejes
radiales de la fisura.

Las soluciones particulares de los factores de correccion
geométricos para esta situacion simplificada se
presentan en las funciones (5) y (6) respectivamente.

F, =#ml )
1—c1-( a j
a+h
B, =0.6379

m, =2.0979-1° —2.4414- 2* —1.1883- 1 +5.4575
C, =-0.1859-1* —0.1624- 1> +0.7027 - A* +
+0.0566- 1 +0.3876

F,= 5

ST
1—02-( a j
a+h

B, = 0.6379

m, =1.8919- 2 +2.0296

C, =10.3772-2° =20.1183- 2" +13.6983- 2° +
~3.6619- 1> +0.4858-1+0.0178

(6)

Donde, de nuevo, A = a;h .
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Figura 3. Fisura circular excéntrica.

5. PROPAGACION DE FISURAS A PARTIR DE
DEFECTOS INTERNOS

La propagacion de fisuras por fatiga en barras
cilindricas sometidas a traccion, iniciadas a partir de
defectos internos, presenta una forma caracteristica
circular conocida como fish-eye. Esta forma circular se
genera independientemente de la forma irregular que
presente el defecto iniciador. La Figura 4 presenta un
ejemplo de la propagacion de un defecto interno de
forma irregular, en una probeta cilindrica de Ti6Al4V
elaborada mediante fabricacion aditiva (SLM), donde se
puede observar dicha tendencia hacia una forma circular

Figura 4. Ejemplo de una fisura desarrollada a partir de un
defecto irregular. Ti6AlI4V fabricado mediante SLM.
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El estudio del crecimiento por fatiga de este tipo de
defecto se realiza mediante un céalculo secuencial. Para
el caso de considerar una fisura eliptica, se parte de un

tamafio y posicion del defecto inicial (24, 2¢,, hy). Se

calculan los tres parametros adimensionales y los
factores de correccion geométricos mediante la
aplicacion de las ecuaciones (2) a (4), y se calcula el

K,.K.)
a partir de la ecuacion (1). Mediante una ley de
propagacion tipo Paris se obtiene el avance de cada uno

de los vértices de la elipse mediante las siguientes
expresiones:

valor del FIT en los vértices de la elipse (K

al >

Aa, =AN-C-(AK, )"
Aa, =AN-C-(AK,,)"
Ac=AN-C-(AK,)"

Donde C y n son los coeficientes de la ley de
propagacion de Paris, y AN es el numero de ciclos por

bloque para cada paso de integracion. Finalmente, se
puede determinar la nueva posicion de dichos vértices,

()

2a,,, =2a+ (Aa1 +Aa, )
2c,,, =2c+2Ac
h,, =h—Aq,

®)

En el caso de considerar una fisura circular excéntrica,
el proceso se simplificaria considerablemente, dado que
se parte de una fisura definida solo por dos pardmetros (

2a,, hy). Mediante las expresiones (5) y (6) se calculan
F . ,los

a2
FIT en los dos puntos de control esquematizados en la

Figura3 (K, K ).

los factores de correccion geométricos F |y

Finalmente se calcula el avance de estos puntos,
mediante la correspondiente ley de propagacion,

Aa,=AN-C-(AK,,)"

) 9)
Aa, =AN-C-(AK,,)
y finalmente su nueva posicion:
2a,,, =2a+(Aa, +Aa,) (10)

h,, =h—Aaq,

La Figura 5 presenta, a modo de ejemplo, el grado de
ajuste que se obtiene con las ecuaciones del FIT
propuestas en este trabajo, para la prediccion de los
caminos de propagacion del defecto interno presentado
en la Figura 4. Solo se han representado un niimero
reducido de los caminos para una mayor claridad.

La observacion experimental para este tipo de geometria
con defectos internos indica que, independientemente de
la forma inicial irregular, el defecto tiende rapidamente
a adquirir una forma de fisura circular, tal y como puede
apreciarse en el ejemplo de la Figura 4.
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Figura 5. Simulacion de los caminos de propagacion de una
fisura desarrollada a partir de un defecto interno. Ti6Al4V
fabricado mediante SLM.

En consecuencia, resulta interesante identificar la forma
equivalente circular que corresponde a un defecto inicial
irregular, y que produce la misma vida a fatiga. Segun el
modelo de Murakami [4], la raiz del area del defecto
inicial, Varea, puede considerarse como un parametro
representativo del efecto de la forma y tamafio del
defecto inicial en la resistencia a fatiga de pieza. Sobre
esta base, en este trabajo se ha utilizado las soluciones
de los SIF presentadas junto con la metodologia de
propagacion resumida en los parrafos anteriores, para
analizar la aplicabilidad del modelo de Murakami para
predecir el efecto del tamafio y forma del defecto inicial.

El analisis efectuado considera una situacion hipotética
de una probeta de R =2.5mm sometida a una amplitud
de tension de Ao, = 300M/Pa . El material considerado
ha sido una aleacion de Ti-6Al-4V elaborado mediante
fabricacion aditiva. La ley de propagacion tipo Paris,
tomada del trabajo de Seifi et al [5], estd definida por
C=6.0-10" y n=29, con unidades para da/dN
(mm/ciclo) y AK en (MPa-m'?). El defecto inicial se ha
situado en la posicion a, +h, =1.5mm y con un tamafio
inicial de referencia correspondiente a una fisura
circular de dimensiones a, =c, =0.05mm, cuya érea

serd A4, =0.007854mm” .

Los resultados del analisis se presentan en la Figura 6,
donde se muestran tres curvas: (1) un analisis de la vida
en fatiga manteniendo constante el area del defecto
inicial, (2) un analisis de la vida en fatiga manteniendo
constante la dimension a, = 0.05mm del defecto, y (3)

un analisis de la vida en fatiga manteniendo constante la
dimension ¢, = 0.05mm del defecto.

Ademas, en la Figura 6 se presentan dos analisis
diferentes, correspondientes a un defecto inicial con
forma inicial circular (a,/c, =1.0) y un defecto con
forma inicial muy alargada (q,/c, =0.2), ambos con
un mismo valor del area inicial proyectada del defecto
A, =0.007854 mm’ .
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Figura 6. Simulacion de la vida en fatiga pafa las situaciones
recogidas en la Tabla 1 (arriba) y ejemplos de caminos de
propagacion (abajo).

Tabla 1. Calculo de la vida en fatiga para las situaciones
analizadas y representadas en la Figura 6.

a (mm) ¢ (mm) a/c | Area(mm?) N
0,05 0,05 1 0,007854 1168020
0,0447 0,0559 0,8 0,007854 1164636
0,0387 0,0645 0,6 0,007854 1158923
0,0316 0,0791 0,4 0,007854 1151922
0,0224 0,1118 0,2 0,007854 1146121
0,05 0,05 1 0,007854 1168020
0,05 0,0625 0,8 0,009817 1083020
0,05 0,0833 0,6 0,013090 980408
0,05 0,125 0,4 0,019635 849295
0,05 0,25 0,2 0,039270 655629
0,05 0,05 1 0,007854 1168020
0,04 0,05 0,8 0,006283 1251669
0,03 0,05 0,6 0,004712 1366037
0,02 0,05 0,4 0,003142 1549489
0,01 0,05 0,2 0,001571 1968781

Como se puede observar en la Figura 6 y Tabla 1, la
vida en fatiga de la pieza es practicamente constante
cuando se considera una misma area inicial del defecto.
Asimismo, la rapida propagacion de un defecto irregular
a una fisura circular permite utilizar el concepto de
defecto circular equivalente para estudiar el
comportamiento en fatiga de un defecto de geometria
inicial irregular. Este hecho es fundamental para poder
comparar geometrias de defectos irregulares y su efecto
en la vida en fatiga de la pieza.

124

Finalmente, hay que recordar que en caso de que se
quiera continuar con la propagacion una vez que la
fisura alcanza la superficie de la pieza, se pueden
utilizar reglas de recategorizacion para convertir una
fisura interna en una superficial [3]. En este caso, el
nimero ciclos que se acumule serd ya muy pequefio
comparado con el nimero de ciclos acumulado hasta ese
momento, dado que la mayor parte de la vida de la pieza
se debe a las primeras etapas de propagacion.

6. CONCLUSIONES

En el presente trabajo se presentan una serie de
ecuaciones que recogen de manera tabulada las
soluciones del SIF para fisuras internas en probetas
cilindricas sometidas a esfuerzos de traccion.

La aplicacion de estas soluciones para el estudio de la
propagacion de fisuras permite reproducir la rapida
propagacion de un defecto irregular a una fisura
circular. Asimismo, se puede establecer como valido el
concepto de defecto circular equivalente para estudiar el
efecto de un defecto de geometria inicial irregular, en
base al parametro Varea de Murakami. Un defecto
inicial irregular puede estudiarse convirtiéndole en un
defecto circular inicial equivalente que produce la
misma vida en fatiga de la pieza.
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RESUMEN

La Fabricacion Aditiva permite la produccion optimizada de geometrias complejas. Las propiedades de traccion entallada
de la aleacion Ti-6Al1-4V se estudian numéricamente en este trabajo considerando el método de Selective Laser Melting
(SLM) y diferentes condiciones de post-proceso. La formacion de una capa fragil enriquecida con oxigeno o “alpha case”
también se reproduce aqui para atmosferas no inertes aprovechando esquemas numéricos para el agrietamiento asistido
por hidrégeno. La reduccion local de la energia de fractura en funcion de la concentracion de oxigeno se implementa en
un modelo de Phase Field para la nucleacion y propagacion de grietas. Se modelizan diferentes probetas de traccion
entallada en Comsol Multiphysics. El analisis es secuencial: la entrada y difusion de oxigeno se simulan para diferentes
temperaturas y tiempos de permanencia, reproduciendo procesos tipicos de SLM y HIP y diferentes presiones parciales
de oxigeno. En un segundo paso, se simula el ensayo mecéanico de traccion y se resuelve el problema de Phase Field
considerando una reduccion lineal de la tenacidad a fractura en funcion de la concentracion de oxigeno. Se evaltian los
efectos del valor de la longitud caracteristica y del comportamiento plastico. Los resultados muestran que el marco
numérico actual, después de una necesaria calibracion de parametros, es capaz de predecir la influencia del post-proceso
termomecanico en la fractura de componentes entallados.

PALABRAS CLAVE: Fractura entallada, Fabricacion Aditiva, Phase Field, Ti-6A1-4V

ABSTRACT

Additive Manufacturing enables cost-effective production of complex geometries. Notched tensile properties of Ti-6Al-
4V alloy are here numerically studied considering the Selective Laser Melting (SLM) method and different post-
processing conditions. The formation of an oxygen-enriched brittle layer or an “alpha case” in Ti-6Al-4V is also
reproduced for non-inert atmospheres. Exploiting other Finite Element frameworks for environmentally assisted cracking,
e.g. hydrogen embrittlement models, the local reduction of fracture energy as a function of oxygen concentration is
implemented in a Phase Field model for crack nucleation and propagation. Different notched tensile specimens are
modelled in Comsol Multiphysics. The analysis is sequential: oxygen uptake and diffusion are simulated for different
temperatures and dwell times, reproducing typical SLM and HIP processes and different partial pressures of oxygen. In
a second step, mechanical tensile testing is simulated, and the damage Phase Field scheme is solved considering a linear
reduction of fracture toughness as a function of oxygen concentration. The effects of the characteristic length value and
of plastic behaviour are evaluated. Results show that the present framework, after parameter calibration, is able to predict
the influence of thermomechanical post-processing on notch fracture.

KEYWORDS: Notched Fracture, Additive Manufacturing, Phase Field, Ti-6Al-4V

1. INTRODUCTION obtained. Within this context, Selective Laser Melting
(SLM) is a common AM technique that, in the as-built
The production of complex geometries in the acrospace, condition, produces Ti-6Al-4V parts with higher strength
automotive or medical sectors is increasingly relying on but lower ductility than cast or wrought material; this is
Additive Manufacturing (AM) methods. Titanium alloys attributed to the acicular martensitic microstructure. To
are widely used when a good mechanical performance is promote grain growth and a softer microstructure,
required in lightweight applications, especially the Ti- thermal post-processing above the § transus temperature
6Al-4V alloy. Thermal history of this alloy during is usually required. Also, Hot Isostatic Pressing (HIP) is
manufacturing and post-processing determines the grain commonly applied to reduce porosity and thus improve
size, phase distribution and microstructure patterns, and fatigue life [2].
thus influences mechanical behaviour [1]. High cooling
rates produce martensitic transformations of the ductile In addition, the formation of a surface layer of brittle &
phase so harder and more brittle components are phase occurs when interstitial oxygen diffuses from the
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environment [3]. Despite the use of Argon environments
for heat treatments, oxygen impurities produce alpha
case layers even in high-purity Ar and with only 0.2 ppm
of O [4]. Vacuum atmospheres can also be used to
prevent the formation of alpha case [4]. Kinetics of alpha
case formation are rate-controlled by oxygen diffusion
through the § bee phase. The identification of the alpha
case thickness can be established from a micro-hardness
or concentration profile [5]. Richards (2018) [3] defines
an “effective alpha case” as the layer in which brittle
fracture is found (Figure 1).

Figure 1. Effective alpha case for tensile testing of fine-
grained Ti-6A41-4V [3].

2. MATERIALS AND GEOMETRY
2.1. Tensile and fracture properties

Mechanical properties are extracted from Zhang et al.
(2019) [2] for three conditions: (1) as-built SLM, (2) heat
treatment (HT) after SLM and (3) hot isostatic pressing
(HIP) after SLM.

Table 1. Mechanical properties for the as-built SLM
and for HT and HIP post-processing conditions.

SLM HT HIP
E° (GPa) 103.6 113.0 107.1
0 (MPa) 810.6 821.5 762.9

n 0.056 0.035 0.041

K2 (MPa m®) 54.6 145.4 134.1

Elastic-plastic parameters were obtained from smooth
tensile testing whereas the fracture behaviour was
measured by K-R tests (Table 1). CT specimens for the
determination of K had a 5-mm thickness and thus plane
strain conditions were not achieved. However, thin
notched specimens are here simulated (Figure 1) and
similar plane stress conditions are expected.

2.2. Simulated atmospheres during post-processing

HT and HIP temperatures, pressures and holding times
are shown in Table 2. Post-processes in [2], resulting in
mechanical parameters of Table 1, were carried out in
inert or vacuum conditions and oxygen uptake was not
reported. In the present work, to assess the embrittlement
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of a possible oxygen uptake, two non-inert atmospheres
are also simulated: (i) a heat treatment in laboratory air
with the usual 21 % fraction of O, and (ii) a HIP process
with a low fraction of oxygen impurity. This latter
condition could represent a contaminated Argon gas.

Table 2. Temperature, pressure and atmosphere.

HT HIP
Temperature (°C) 780 940
Pressure (MPa) 0.1 125
Holding time (h) 4 1.5
Inert atmosphere [2] Argon Vacuum
Simqlated 0, .fr.action for 021 0.0001
non-inert conditions (x,,)

2.3. Geometry of notched tensile tests

To assess the influence of stress concentration on the
fracture behaviour of different post-processing
conditions, two notch types are simulated: a C-notch and
a V-notch. These geometries are extracted from Peron et
al. (2018) [6] that exploited the difference in stress
profiles to apply the Theory of Critical Distances (TCD)
and predict notched fracture of Ti-6Al-4V. The thickness
of the simulated specimens is 3 mm and notch
dimensions are shown in Figure 2.

——

S—
15

15

Figure 2. Geometry of C-notched and V-notched tensile
specimens (dimensions in mm,).

3. NUMERICAL MODELS

A two-step framework is adopted including a first
diffusion analysis and a subsequent mechanical study.

3.1. Oxygen diffusion modelling

Thermal oxidation and interstitial oxygen diffusion
phenomena are interconnected. Wagner’s model
proposes a linear distribution of oxygen concentration in
the oxide phase since the solubility range in TiO; is small
[7]. In the present work, the oxide layer is not modelled
because it is expected to be much smaller than the
oxygen-enriched layer (OEL) and because rutile is
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extremely brittle [3]. Thus, the boundary condition for
oxygen diffusion is C (Figure 3).

A
Cr I
Oxide OEL

5 (TiOz) (“alpha case™
©
£
2 Cs """""
S Co
C
i)
o
=
8

C[ ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,

Distance from oxide/metal interface

Figure 3. Scheme of oxide layer and oxygen-enriched
layer (adapted from [7]).

The diffusion process is simulated considering Fick’s
laws and implemented in the “transport of diluted
species” module in Comsol Multiphysics. The governing
equation is expressed as:

aC,

ot V. (DOVCO) =0

€Y

where C, represents the concentration of interstitial
oxygen and D, diffusivity. An Arrhenius law is
considered for diffusivity (Equation 2) and for solubility
in Sievert’s law (Equation 3):

@)
3)

Do = DY exp(~E,/RT)
Cs = Kg exp(—Es/RT) vV Po,

where D3 and K are the pre-exponential diffusivity and
solubility values, E, and E; the activation energies for
diffusion and uptake, respectively, T the temperature, po,
the partial pressure of oxygen, and R the constant of
gases. From the experimental results of Casadebaigt et al.
(2020) [5] at 500°C and 600°C, diffusivity and solubility
parameters have been fitted. The use of the extrapolated
values to higher temperatures is an oversimplification but
it is here assumed to illustrate the modelling capabilities.

Table 3. Properties for oxygen uptake and diffusion
fitted from [5].

DJ (m?/s) 4.0x10*

E, (kJ/mol) 219.0
KQ (wt.%/MPa’) 123.86

E (kJ/mol) 53.1

The relationship between po, and the total atmosphere

pressure is here assumed to follow the Dalton’s law,
Po, = Xo,P, Where x,, is the molar fraction of oxygen.
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3.2. Mechanical modelling

To reproduce damage initiation and final failure of
notched tests, a Phase Field framework is adopted. The
oxygen influence in this scheme is inspired by hydrogen
assisted cracking (HAC) models [8]. Phase Field is
modelled in Comsol Multiphysics following the
implementation of Zhou et al. (2018) [9]. The governing
equation driving fracture is:

2, (1-0H

i @

21.(1-k)H
S

+4¢—@W¢

where the phase field ¢(x,t) is the scalar damage
variable of the model and ¢ = 1 represents the crack. H
is a history variable that represents the maximum elastic
energy density that has been reached, k a numerical
parameter to prevent numerical singularities, G, the
critical fracture energy density and [, a characteristic
length that controls the diffusive crack width. Here, two
length scale values are analysed: [, = 0.05 and 0.10 mm.
The element size in the meshed specimens has been
chosen as [./7.5 following [8]. The oxygen influence on
yield stress and fracture toughness is assumed to be
linear:

oys = 0ys(1 + &ECo[wt.% O]) (5

K. = K2(1— xCo[wt.% O]) (6)
where o) and K? are considered as the experimental
values from Table 1. In the absence of more results, & =
0.1 and y = 0.01 are evaluated as reasonable trends,
whereas the increase in Young’s modulus is considered
from literature [10]:

13.5[GPa]

T Colwi % O]) 7

Finally, the Griffith critical fracture energy density is
obtained from the theoretical relationship in plane stress
conditions G, =KZ2/E. To solve the coupled
displacement - Phase Field problem, a segregated scheme
and a stationary solver are considered.

4. RESULTS
4.1. Phase Field length scale

The choice of [ can be carried out in terms of a critical
stress following the equation derived by Borden et al.
(2012) [11]: 0, < /EG_/!.. This relationship anticipates
that the smaller [, is chosen, the more ductile behaviour
is obtained, as confirmed by other authors [9]. This result
is verified here for both notch geometries, as shown in
Figure 4. As expected, failure occurs at a lower
displacement and lower load for the V-notch in
comparison to the C-notch [6]; this is explained by the
higher stress concentrator of the V-notch geometry.
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Figure 4. Length scale influence for SLM as-built
condition with elastic behaviour.

4.2. Influence of plastic behaviour

Even though the present framework implements an
elastic Phase Field model, i.e. only the elastic strain
energy is accounted for, plasticity effects are also
assessed for the displacement field problem. A classical
Von Mises plasticity with isotropic hardening is
considered, with o,; and n from Table 1. As shown in
Figures 5 and 7, the embrittlement effect of a higher
length scale is also observed when plasticity is modelled.

20 t t
— .= 0.05 mm
- -=1.=0.10 mm
15
v h)
!
/” 1
z ” !
2210 T .
<3 \ 1 Elastic
| 1
1
51 ! :
1
Elastic-Plastic |
1
1
0 | | | |
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
U, (mm)

Figure 5. Plasticity influence for C-notched and SLM
as-built condition.

.
0.
o
.
0.
. .
.
.

Figure 6 Phase Field at initiation (left) and final failure
(right) for SLM, 1. = 0.1 and elastic behaviour.

When only elastic behaviour is reproduced, damage
nucleates and crack propagates from the notch surface
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(Figure 6) in both C and V-notches. However, plastic
strain accumulates in the centre of the specimen for the
C-notch geometry and an inclined cracked pattern is
observed at failure (Figure 8) when plasticity is
modelled. It must be noted that convergence for the
elastic-plastic model in the V-notch is extremely difficult
after the strain localisation in the notch tip; thus, only the
first stages of load drop are captured.

20
—. = 0.05 mm
- === 0.10 mm
15 1
Py Elastic-Plastic
Z,
210 \
Ry 1
: | Elastic
—
5T 1
1
1
1
1
0 - - -
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
U, (mm)

Figure 7. Plasticity influence for V-notched and SLM
as-built condition.

Figure 8. Phase Field (¢) at final failure for SLM, |, =
0.1 and elastic behaviour in both notch geometries.

4.3. Effect of post-processing

HT and HIP improvement in K, directly influences the
notched tensile behaviour and failure occurs at higher
loads and displacements (Figures 9, 10 and 11). The
comparable mechanical properties of HT and HIP result
in a similar notched monotonic behaviour; however, this
could not be verified for fatigue resistance due to the HIP
effects on porosity reduction. Moreover, the reached
loads with the elastic assumption are not realistic for the
expected HT and HIP ductile behaviour and elastic-
plastic modelling is required (Figures 10 and 11). Here,
the relationship between microstructure features and
length scale is not investigated, and a value of [, = 0.10
mm is fixed. It must be noted that for the V-notch
geometry and elastic-plastic behaviour, HT and HIP
show a force plateau after crack nucleation (Figure 11).
This finding is explained by strain hardening during
damage evolution; however, the convergence issues
difficult the analysis of stable crack propagation.
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Figure 9. Post-processing influence for C-notch, elastic
material and l. = 0.1 mm.
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Figure 10. Post-processing influence for C-notch,
elastic-plastic material and l, = 0.1 mm.
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Figure 11. Post-processing influence for V-notch,
elastic-plastic material and l, = 0.1 mm.

4.4. Influence of oxygen

The distribution of oxygen is plotted for both conditions
in Figure 12. It must be noted that a slightly higher
boundary concentration is obtained for the HT post-
process because, even though K, is much lower than the
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obtained during the higher-temperature HIP, the partial
pressure of oxygen is higher. Due to the higher diffusivity
for HIP conditions, the size of the oxygen enriched layer
is greater despite the lower holding time.

12 ‘ ‘ ‘ ;
——HT: 780°C, 4 h
101 Cs =9.79 wt.% - = —HIP: 940°C, 1.5 h| |
Do =5.5x 1071 m?/s
81
E 67
—~ C, =8.18 wt.%
(o)
O al Do =15x10"" m?/s
2+ Tl
O S~ e

0 20 40 60 80
Distance to notch (pm)

Figure 12. Oxygen concentration in the notch plane for
both HT and HIP post-processes.

A problem when modelling oxygen-informed Phase
Field is that the mesh size (l./7.5) is relatively coarse to
capture a steep gradient in oxygen concentration and thus
on local fracture properties. However, the embrittlement
effect produced by the alpha case is numerically observed
for the V and C notches for elastic assumptions in both
HT and HIP non-inert conditions (Figures 13 and 14).
When plasticity is incorporated, the effect of alpha case
is only patent for the V-notch since damage nucleated at
the surface, whereas for the C-notch the oxygen influence
can be neglected (Figure 15). This finding contradicts the
experimental fact that alpha case might promote failures
at lower strains even in smooth specimens [12]. It must
be noted that microcracking starting from the oxide layer
has not been modelled here, so the stress concentration
can be underestimated.

50 f
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- = =Po, = 0.21paim
40 T
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30T 1 +
Z 1 C-notch
= { 1
1
1
~ 20 1 1 1
1
/ !
V-notch ! !
10 A 1 !
1 1
1 1
1 ]
0 ! ! ! . : } :
0 02 04 06 038 1 12 14 16

U, (mm)
Figure 13. Oxygen influence for HT conditions, elastic
material, and l, = 0.1 mm.
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Figure 14. Oxygen influence for HIP conditions, elastic
material, and l, = 0.1 mm.
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Figure 15. Oxygen influence for HIP conditions, elastic-
plastic material, and |, = 0.1 mm.

5. CONCLUSIONS

A two-step finite element framework has been developed
to reproduce fracture of notched samples after different
post-processing conditions. The effect of heat treatment
(HT) and hot isostatic pressing (HIP) on the fracture
toughness of a SLMed Ti-6Al-4V has been used to
modify the local critical energy density, G, and to inform
Phase Field modelling. Even though the elastic Phase
Field model can be used to predict fracture for SLM, HT
and HIP, the length scale should be better calibrated
considering the microstructure features, and plastic
behaviour must be implemented to avoid non-realistic
elastic regimes. The formation of the alpha case in non-
inert atmospheres has also been reproduced, assuming a
linear reduction in local toughness and a linear hardening
due to oxygen concentration. Alpha case embrittlement
is captured, especially for the elastic conditions and the
V-notch, but the effect of oxide microcracking should be
better modelled in future research.
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RESUMEN

Este estudio presenta un modelo de elementos finitos para predecir la tasa de crecimiento de grieta por fatiga (FCG) en
probetas del tipo Compact-Tension (CT) sometidas a cargas ciclicas tanto de amplitud constante como variable. El
material estudiado es la aleacién de titanio Ti-6Al-4V. El modelo numérico utiliza la deformacién pléastica en el vértice
de la grieta para definir la liberacién nodal y la consiguiente propagacion de grieta. Las predicciones numéricas de la tasa
de FCG para cargas de amplitud constante concuerdan bien con las mediciones experimentales, lo que indica que la
deformacion plastica ciclica es el principal mecanismo de dafio. En el caso de sobrecargas simples, los resultados
numericos muestran que el cierre de grieta es responsable del efecto de las sobrecargas en el comportamiento de la tasa
de FCG. El mismo comportamiento se observa en los bloques de carga baja-alta y alta-baja. El comportamiento transitorio
observado entre bloques de carga de diferente amplitud se reduce fuertemente o desaparece cuando se desprecia el
contacto entre los flancos de grieta en el modelo. Por lo tanto, el cierre de grieta puede explicar el retardo tanto en
sobrecargas simples como en patrones de carga alta-baja.

PALABRAS CLAVE: Crecimiento de grietas por fatiga; Deformacion plastica; Cierre de grietas; Carga de amplitud
variable

ABSTRACT

This study presents a finite element model to predict the fatigue crack growth (FCG) rate in compact tension specimens
under both constant and variable amplitude cyclic loadings. The material studied is the Ti-6Al-4V titanium alloy. The
numerical model uses the plastic strain at the crack tip to define the nodal release and consequent crack propagation. The
numerical predictions of the FCG rate for constant amplitude loading are in good agreement with the experimental
measurements, which indicates that cyclic plastic deformation is the main damage mechanism. In case of single overloads,
the numerical results show that crack closure is responsible for the effect of overloads on FCG rate behaviour. The same
behaviour is observed in the low-high and high-low load blocks. The transient behaviour observed between loading blocks
of different amplitude is strongly reduced or vanishes when the contact of crack flanks is neglected in the model. Thus,
the crack closure is able to explain the retardation in both single overloads and in high-low load patterns.

KEYWORDS: Fatigue crack growth; Plastic deformation; Crack closure; Variable amplitude loading

INTRODUCTION as TWIST and FALSTAFF sequences for aircrafts [4].
However, there is a high complexity associated with these
Mechanical components submitted to cyclic loading are standard load patterns. Accordingly, the study of
prone to failure by fatigue. Thus, design against fatigue is overloads, underloads and load blocks is an important
fundamental. Assuming the presence of defects in the forward step to understand the underlying mechanisms
components, the damage tolerance approach is suitable to under variable amplitude loading conditions. The finite
study fatigue life in those components. Fatigue crack element simulation of the FCG crack tip phenomena has
growth (FCG) is commonly studied experimentally been adopted with success, where the crack tip plastic
assuming that the stress intensity factor range AK is the deformation is usually assumed to be the main
crack driving force [1]. However, the obtained da/dN-AK mechanism behind FCG [5].
curves cannot be used to predict the effect of stress ratio The main goal of this study is the analysis of FCG in the
or variable amplitude loading. Alternative approaches Ti-6Al-4V alloy using the finite element method. The
have been proposed, such as crack closure phenomenon numerical model for the crack growth is based on the
[2] or CJP model [3], but always keeping AK as the main plastic strain at the crack tip. The numerical results are
parameter. compared with the experimental ones to validate the
Although most of the studies are carried out under numerical approach. Besides, models with and without
constant amplitude loadings, real components are contact of crack flanks were considered to isolate the
typically submitted to complex loading patterns. Hence, effect of crack closure phenomenon on the FCG.

different standard load patterns have been proposed, such
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FINITE ELEMENT MODEL

In the present study, the fatigue crack growth was
analysed using the in-house finite element code
DD3IMP, which was originally developed to simulate
sheet metal forming processes [6]. The numerical model
considers the elasto-plastic behaviour of the specimen,
which is loaded under quasi-static conditions.

2.1. Material constitutive model

The elasto-plastic behaviour of this material (Ti-6Al-4V)
is modelled by a phenomenological constitutive model.
The elastic behaviour is described by the Hooke’s law.
Regarding the plastic behaviour, the von Mises vyield
criterion is adopted to define the material yielding. The
isotropic work hardening of the titanium alloy is
described by the Swift law, given by:

Y, )"
Y =K(g +&")"  with goz[%J , (1)

where £° denotes the equivalent plastic strain. The
parameters of the Swift law are K, g and n. The
kinematic hardening behaviour is described by the
Armstrong-Frederick model [7], defined by:

“'_X—xjg"’,

o

X-c, [x @

where ¢’ is the deviatoric Cauchy stress tensor, X is the
back-stress tensor and & is the von Mises stress. Cx and
Xsat are the kinematic hardening parameters.

Both the isotropic and kinematic hardening parameters
were simultaneously calibrated using the stress—strain
curve of the experimental low cycle fatigue test [8]. The
calibration of the parameter was carried out based on the
minimization of the differences between numerically and
experimentally measured values of stress. The obtained
parameters are listed in Table 1.

Table 1. Material parameters used in Swift isotropic
hardening law coupled with the Armstrong—Frederick
kinematic hardening law to describe the plastic
behaviour of Ti-6Al-4V.

Material 0 K : Cx Xt
[MPa] [MPa] [MPa]
Ti-6Al-4V 8235 707.1 -0.029 104.3 402.0

2.2. Specimen and boundary conditions

The study of fatigue crack growth is carried out using CT
specimens. Only the upper part of the specimen was
simulated since it presents geometric, material and
loading symmetry. The finite element mesh is composed
by linear hexahedral finite elements. However, only the
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region near the crack tip is refined to reduce the
computational cost. The element size in this zone is 8 um,
which will be the increment size of the crack propagation.
The contact of the crack flanks is simulated using a rigid
surface at the symmetry plane. This surface can be
removed in order to assess the importance of the crack
closure on the FCG.

The crack length is defined by applying adequate
boundary conditions at the symmetry plane. The values
of initial crack sizes adopted this study were 7 mm, 10
mm, 13 mm, 16 mm, 19 mm, 22 mm and 24 mm. Thus,
using the same load range (47.13 N) it is possible to cover
a wide range of stress intensity factor range. Besides,
plane stress conditions are adopted in the numerical
model, using a single layer of elements in the thickness
direction to reduce the computational effort. The
specimen thickness was significantly reduced to 0.1 mm
to obtain plane stress conditions using solid finite
elements.

2.3. Fatigue crack growth

Crack propagation occurs by releasing the boundary
condition of the crack tip element, i.e., the crack tip node
is debonded at the instant of minimum load, allowing to
simulate the advance of the crack tip. The crack
increment is defined by the finite element size (8 pm)
present in the zone of the crack path. The adopted fatigue
crack growth criterion is based on cumulative plastic
deformation, which is assumed to be the main crack
driving force [9].

The plastic strain is evaluated at the crack tip, which is
compared with a critical value of the material under
analysis, defining the number of load cycles required to
produce a crack propagation. The predicted FCG rate is
the ratio between the crack increment (8 um) and the
number of load cycles required to achieve the critical
value of cumulative plastic strain at the crack tip. The
crack tip node is released when the plastic strain achieves
the critical value. The critical value of cumulative plastic
strain was calibrated for this titanium alloy [8]. The idea
behind the calibration procedure is to reduce the
difference between numerical and experimental FCG
rate. For this titanium alloy, the obtained value was
153%.

RESULTS AND DISCUSSION

The comparison between experimental and predicted
da/dN-AK curves is presented in Figure 1 for stress ratio
of R=0.05. For each value of initial crack length, the
predicted FCG rate presents a transient effect at the
beginning of the crack propagation. This is related with
the formation of residual plastic wake. Therefore, values
of FCG rate shown in Figure 1 were evaluated in the
steady state regime. Globally, the numerical results are in
very good agreement with the experimental ones.
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Figure 3 compares the FCG rate for a single overload at
a0.=16.12 mm of crack length (AKg =18.3 MPa-m®5),
obtained with and without contact of crack flanks. When
the contact is removed, the effect of the overload on the
FCG rate is negligible. Only a small peak of da/dN is
observed when the overload is applied. The FCG rate
converges to the constant amplitude crack growth level,
i.e. progressive increase of da/dN with crack length.
Besides, the evolution of FCG rate in OLR=1.25 and 1.5
are overlapped, indicating insensitive from the overload
ratio on the propagation. On the other hand, the inclusion
of crack closure produces a dramatic effect on the FCG
rate, obtaining typical variation of da/dN associated with
an overload. The difference of FCG observed before and
after the overload is due to the crack closure, which
produces the major effect on the da/dN evolution. Thus,
the inclusion of contact of crack flanks in the numerical
models is fundamental to obtaining accurate and reliable
predictions, particularly under variable amplitude
loading conditions.
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Figure 4. Predicted FCG rate for two different load
blocks, comparing the situation with and without
contact of crack flanks: (a) low-high load pattern; (b)
high-low load pattern.
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Figure 4 (a) presents the evolution of the predicted FCG
rate for a low-high load block (minimum load identical
in both blocks), comparing the situation with and without
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contact at the crack flanks. The relative crack length
(a—ay) is adopted to simplify the comparison, where a
denotes the crack length at the transition between loading
blocks. The FCG rate predicted by the model that
neglects the contact of the crack flanks is globally higher.
In fact, the initial decrease of da/dN with crack
propagation only occurs if the contact of the crack flanks
is considered. This is related to crack closure
phenomenon, which is motived by the residual plastic
wake. The transient behaviour observed after the block
transition extents approximately 0.3 mm when the
contact of crack flanks is taken into account. On the other
hand, without contact of crack flanks there is no transient
regime i.e. the da/dN increases progressively with the
crack growth during the load of the second block.

The evolution of the predicted FCG rate for a high-low
load block (minimum load identical in both blocks) is
presented in Figure 4 (b), comparing the situation with
and without contact at the crack flanks. The first load
block of the high-low load pattern is identical to the
second load block of the low-high load pattern.
Neglecting the contact between the crack flanks, the
predicted da/dN shows a gradual increase during the first
load block. On the other hand, a transient behaviour is
observed for da/dN at the beginning of the crack
propagation when the contact of the crack flanks is
considered. The crack propagation stops immediately
after the transition between loading blocks. This
behaviour was previously observed experimentally for
this load pattern [13]. Nevertheless, removing the contact
between the crack flanks, da/dN shows a sudden decrease
until achieving the steady state regime. Therefore, the
crack stops only due to crack closure phenomenon.

CONCLUSIONS

This study presents a finite element model to predict FCG
in CT specimens made of Ti-6Al-4V, which assumes that
crack tip plastic deformation is the crack driving force.
The crack propagation occurs by nodal release when the
plastic strain at the crack tip achieves a critical value.
This value is calibrated using a single experimental value
of da/dN. Both constant and variable amplitude loadings
were studied numerically, namely the application of a
single tensile overload and different load blocks.

The FCG rate presents a transient behaviour at the
beginning of the crack propagation, which is related with
the stabilization of residual plastic wake. During this
stage the crack closure level increases. Considering the
constant amplitude loading, the numerical predictions are
in very agreement with the experimental results,
indicating that cyclic plastic deformation is the main
mechanism responsible for crack propagation. The
typical variation of da/dN after an overload is accurately
captured by the numerical model. Besides, the effect of
the overload ratio on the extent of retardation is
highlighted in the numerical predictions. Nevertheless,
when the contact of crack flanks was removed in the
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numerical models, there is no significant effect of
overload on the FCG. Both low-high and high-low load
sequences were studied. The numerical predictions for
the low-high load pattern show an acceleration of crack
growth rate above the steady state level expected for the
high block, followed by a gradual reduction to the steady
state value. In the case of the high-low load pattern, there
is a fast and strong reduction of FCG rate, followed by a
progressive increase to the steady state corresponding to
the low block. However, the transient behaviour
observed between loading blocks of different amplitude
is strongly reduced or vanishes when the contact of crack
flanks is neglected.
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RESUMEN

Se presenta un estudio analitico y computacional sobre la habilidad de las interfases curvas débiles para inhibir la pro-
gresion de grietas. En particular, el estudio se enfoca en evaluar el rol que juega el radio de curvatura de la interfase
en esta habilidad. El problema se ha analizado usando dos metodologias diferentes: i) Mecénica de la Fractura Elastico
Lineal, y ii) el Criterio Acoplado de la Mecdnica de la Fractura Finita. Los resultados muestran un rol moderado del radio,
presentadose predicciones parcialmente divergentes segiin la metodologia.

PALABRAS CLAVE: grietas de interfase, interfase débil curva, phase field, mecédnica de la fractura finita, modelos de

zona cohesiva

ABSTRACT

This work presents an analytical and computational study on the ability of curved weak interfaces to arrest crack propaga-
tion. In particular, the work focuses on the role of the interface radius to enhance this ability. The problem is analysed using
two different approaches commonly employed nowadays for this kind of problems: i) Linear Elastic Fracture Mechanics,

and ii) the Coupled Criterion of Finite Fracture Mechanics

KEYWORDS: interface crack, curved weak interface, phase field, finite fracture mechanics, cohesive zone model

1. INTRODUCCION

La filosofia de disefo estructural denominada diserio to-
lerante al dario se ha convertido en un estandar en ciertas
industrias que retinen una o varias de las siguientes carac-
teristicas: 1) no se puede asegurar con la certidumbre que
se requiere la inexistencia de un cierto nivel dafio, bien
porque implicaria un sobredimensionamiento incompati-
ble con el servicio o bien porque a lo largo de su vida til,
las cargas, por su naturaleza, son muy propensas a gene-
rar dafo, y/o ii) un fallo estructural seria tan catastrofico
que es necesario asegurar que un eventual dafio puede ser
detectado antes de que progrese hacia el fallo global de la
estructura. Este es el caso de industrias como la quimica,
la nuclear, la aerondutica o el espacio, ver p.e. [1].

Entre las miltiples tecnologias desarrolladas en el con-
texto de esta filosofia, cabe destacar los denominados crack
arresters, 1os cuales son elementos disefiados e instalados
especificamente para inhibir total o parcialmente el creci-
miento de eventuales grietas, bien de forma pasiva o ac-
tiva. Ademads de elementos propiamente instalados a este
efecto, la propia idea de crack arresters ha inspirado el
disefio de detalle de ciertos elementos estructurales, que,
de facto, contienen elementos que, aunque cumplan otra
funcién prncipal como rigidizar en una direccidn, sirven
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como crack arresters ante la progresion de una eventual
grieta.

La mayoria de los crack arresters cldsicos se basan en
afladir elementos como pletinas, estrategia que tiene cier-
tas desventajas en industrias donde el peso es un factor
critico, como algunas de las sefialadas anteriormente. En
este contexto, el uso de interfases como crack arresters
tiene un fuerte potencial porque suponen, en el peor de
los casos, un peso extra residual en comparacién con los
crack arresters clasicos. En la literatura se pueden encon-
trar multitud de estudios experimentales, computaciona-
les y tedricos sobre la capacidad de las interfases para
desviar la progresion de grietas, ver p.e. [2—4].

Mientras que las interfases rectas han sido estudiadas de
forma intensiva, el potencial de las interfases curvas co-
mo elementos potencialmente inhibidores del crecimien-
to de grietas no ha recibido suficiente atencion. Entre sus
ventajas cabe destacar su capacidad no sélo para des-
viar la grieta sino para inhibir totalmente su crecimiento
por autoshielding, como se evidenci6 en recientes expe-
rimentos [5]. En este trabajo se introdujo una interfase
curva en probetas planas de traccion a partir de la intro-
duccién de un adhesivo de propiedades menores en tena-
cidad y resistencia, pero de propiedades similares a nivel
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Figura 1: Esquema del problema bajo estudio.

de rigidez y densidad. Asf, la instroduccién de esta inter-
fase débil no afectaba ni a la rigidez ni al peso de la pro-
beta, pero si que permitia, en el caso de que apareciera
una grieta, desviar e inhibir su crecimiento. Los resulta-
dos fueron especialmente prometedores en los casos con
interfases curvas concavas.

La habilidad de las interfases curvas para funcionar como
cract arresters tiene un punto critico: la capacidad de la
interfase curva para desviar la grieta. Si la grieta no se
desvia, sino que atraviesa la interfase y sigue por el mate-
rial detras de la interfase, se habra anulado totalmente su
funcién como crack arrester. En este sentido, es funda-
mental conocer con certeza cudles son las caracteristicas
de la interfase que controlan el hecho de que la grieta se
desvie o penetre. Ese es el objetivo de este trabajo: da-
da una grieta que estd llegando a una interfase, conocer
como influyen las propiedades de la interfase en el he-
cho de que la grieta se desvie o penetre atravesando la
interfase, ver figura 1. Para ello, se analizard el problema
mediante dos enfoques: i) siguiendo un enfoque clasico
de la mecdnica de la fracture elastico lineal (MFEL) y ii)
siguiendo un enfoque basado en la mecénica de la fractu-
ra finita (MFF).

El articulo se organiza como sigue: En primer lugar se
describe el problema y se plantea un anélisis dimensio-
nal para reducir el nimero de pardmetros y extraer los
pardmetros adimensionales que gobiernan la forma de pro-
gresion de la grieta (penetracion o deflexién). En segundo
lugar, se presenta el andlisis mediante la MFEL y segui-
damente mediante la MFF. Finalmente, los resultados de
ambos enfoques son presentados, comparados y discuti-
dos.
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2. DEFINICION DEL PROBLEMA Y ANALISIS
DIMENSIONAL

El problema bajo estudio es la progresion de una grieta de
longitud ag que se encuentra en un sélido plano sometido
a un estado unixial de traccién o, generando una apertu-
ra en Modo I de la grieta, ver figura 1. El vértice de esta
grieta se encuentra situad en la interfase curva. El mate-
rial base que compone el s6lido se asume elastico, lineal
e isétropo, siendo E y v el valor de su médulo de Elastici-
dad y coeficiente de Poisson, respectivamente. Este mate-
rial tiene una resistenca a la traccién o2 y una tenacidad a
la fractura GE. En cuanto a la interfase, se considera que
tiene espesor despreciable y radio de curvatura R, sien-
do sus propiedades de resistencia y tenacidad diferentes
al del sélido base. Se denotard o y 7!, los valores de la
resistencia de la interfase a traccion y a cizalladura, res-
pectivamente; y Gi1 eV Gi2C la tenacidad a la fractura en
modo 1 y 2 de la interfase.

La estrategia seguida aqui para dilucidar si la progresion
preferente de esta grieta es la penetracion o la deflexion
serd obtener la carga critica necesaria para cada tipo de
progresion y asumir que ocurre aquella que requiere una
carga critica menor. Asi, en general se puede asumir que
la carga critica para la penetracién o y deflexion o7

pen def
dependera de los siguientes parametros:

max

O-pen

= Fpen (a’E,GS,E, v, ao) (1a)

max i i i
Odef = Fer (O-C’TC’GIC’ Gzc’ E,v, aO,R>

(1b)
donde se ha despreciado tanto el efecto del espesor como
de los parametros geométricos que definen la geometria
externa, porque el estudio se concentra en el efecto local

de la curvatura de la interfase.

El nimero de parametros se puede reducir a partir de un
andlisis dimensional, tomando R y o2 como magnitudes
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para la adimensionalizacion:

max
pen Gg E Clo
b (Dpen “on’ b’ V, — (2a)
lop oR 02 R
max i i i i
T def ) O, Tc Glc G2c E ao 7b
b def _b’ _b’ bp’ bp’ — VYV, — ( )
o o) 0l o2R o2R o R

Puesto que el objetivo de este estudio es dilucidar cudl
es la forma de progresion de la grieta preferente, esto se
puede obtener mediante el estudio del siguiente ratio:

P [ S R
b’ i’ b by’ b’ i )
ol o EG(0d) G G,

max
O def

correspondiendo un valor de este ratio mayor (menor)
que la unidad a una situacién donde la deflexion (pene-
tracion) seria preferente. En esta ultima expresion se ha
despreciado el efecto de vy E/c y ademds se han combi-
nado los pardmetros adimensionales en un conjunto que
sigue formando una base pero cuyos pardmetros tienen
un significado fisico mds claro. Asi, segiin este andlisis la
forma de progresion de la grieta podra depender en gene-
ral del i) ratio de resistencias entre la interfase y el sélido,
ii) el ratio entre la resistencia a cizalladura frente a trac-
cién de la interfase, iii) el radio de la interfase adimen-
sionalizado con una longitud relacionable con la longitud
de la zona de proceso, iv) el ratio entre la tenacidades en
modo 1 de interfase y sélido y finalmente v) el ratio de
tenacidad de la interfase en modo 2 y modo 1. Cabe des-
tacar como el radio de curvatura de la interfase aparece
adimensionalalizado con la longitud de la zona de proce-
so. Esto es muy ilustrativo de como la zona de proceso
puede jugar un rol en que el radio de curvatura afecte a
la disyuntiva entre penetracién y deflexién. Una zona de
proceso mayor o un radio de curvatura menor, puede ha-
cer que antes de que la grieta progrese, una zona mayor
de la interfase esté afectada, implicando por tanto zonas
donde el estado tensional es mds tendente a tensiones tan-
genciales.

En adelante se estudiara este problema mediante este es-
quema usando dos enfoques conocidos, la mecénica de la
fractura eldstico lineal (MFEL) y la mecénica de la frac-
tura finita (MFF).

3. PLANTEAMIENTO SEGUN LA MECANICA DE
LA FRACTURA ELASTICO LINEAL

La mecénica de la fracture elastico lineal sienta sus bases
sobre el denominado criterio de Griffith [6]. De acuerdo a
éste, la grieta progresara cuando sea posible desde el pun-
to de vista energético, lo que se traduce en que la energia
liberada durante un crecimiento infinitesimal de la grieta
debe ser mayor que la energia que es necesario invertir
en los procesos irreversibles necesarios para la genera-
ci6én de una nueva superficie de grieta. Asi, la condicién
para que la grieta progrese se suele expresar en términos
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de la tasa de liberacion de energia G y la tenacidad a la
fractura G, como G > G..

Ast, aplicando este criterio para las dos formas de progre-
sién del dafio, la condicién se escribe para penetracion:

G™" > G (4)

y para deflexion: , _

G* > G! (5)

En general G se puede adimensionalizar para un proble-
ma plano en un sélido elastico lineal e isétropo como:

o’R . (a

G@ = Z=6(%) 6

(@ =67 (6)

Introduciendo (6) en (4) y (5), despejando o~ y normali-

zando con o se puede obtener la carga critica normali-

zada para deflexion y penetraciéon como:

Tpen 1 |GPE 1
pb =% — Acen (@0 ) (72)
2 = ENER G (@)
max b
o-def > L GcE (7b)
o?b o?b V R

donde GP*" y G%f son extraidas de soluciones analiticas
disponibles en la literatura [7, 8] y adimensionalizadas de
acuerdo a (6), no dependiendo de los pardmetros adimen-
sionales en (3). En cuanto a la variacién de la tenacidad a
la fractura con la tenacidad G, se asume que su depen-
dencia con la mixiticidad  se puede aproximar mediante
la expresion de Hutchison y Suo [9].

Finalmente, el ratio expresado en (3) segun la MFEL que-
darfa:

max
a-pen

max
def

& [ o
G\, Ggef(w’g_i?z)édef(%o)

®)

(oa

En esta expresion se puede observar que de los 5 pardme-
tros adimensionales, el enfoque de la mecénica de la frac-
tura elastico lineal predice que s6lo dos de ellos tienen
influencia en la competicién penetracién/deflexion: el ra-
tio entre la tenacidad de la interfase y del sélido G?/ Gilc
y el ratio entre la tenacidad de la interfase en modo 2 y en
modo 1: G5 /G}_.

4. PLANTEAMIENTO SEGUN LA MECANICA DE
LA FRACTURA FINITA

La mecanica de la fractura finita [10, 11] se basa en asu-
mir que el crecimiento o aparicién de una grieta puede
producirse mediante incrementos finitos de la longitud de
la misma. Dentro del contexto de la mecénica de la frac-
tura finita, destaca el criterio acoplado [12] que postula
que un incremento de grieta infinitesimal ocurre cuando
se cumplen simultdneamente dos condiciones o criterios:
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Figura 2: Tensiones a lo largo del futuro camino de grieta y tasa de liberacion de energia para el caso de penetracion.

= un criterio tensional que requiere que las tensio-
nes 0°P(x) a lo largo del camino x € [0, Aa] donde
aparecerd la nueva superficie de grieta de longitud
Aa superan un cierto valor critico o, tipicamente
identificado con la resistencia del material:

a'gg(O'CP(x),TCp(x),TC/O'C) > 0., Yx € [0,Ad], (9)

= un criterio energético que impone que la energia
liberada —AII durante el incremento de longitud de
esa grieta es suficiente para la energia E4 que hace
falta disipar en los procesos reversibles asociados a
la apertura de una nueva superficie:

0+Aa ag+Aa
f G(a)da > f
ap ap

—AIT

G.(a)da (10)

Eq4

Ambos criterios se pueden expresar de forma andloga a la
utilizada en seccién 3, utilizando la adimensionalizacién
de G en (6), la linealidad de las tensiones O'Zg con la ten-
sién remota o, y normalizando con U'E, se obtiene para el
criterio tensional y energético respectivamente:

grmax (ox O'b
=2 “méix Acp# (1a)
o? %€(0,Aa) O’eq(x, T /0¢c)
s(Aa)
max 1 GYE G
O-b > — —_ lbc Go+Ado A (11b)
& “ @ NE NG \ [ 6@

Ve(Aa)

Puesto que el criterio acoplado postula que ambas con-
diciones se deben cumplir de forma simultinea y el in-
cremento de longitud de la grieta Aa es una incdgnita a
obtener, el procedimiento para resolver el problema serd
obtener el valor de Ad que minimiza la condicién mas
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restrictiva de las condiciones anteriores. Asi, la condicion
dada por el criterio acoplado se puede expresar como:
m; b
GE
R

o Glc

Ge

vg(Aa)

(12)
Esta expresion puede particularizarse para penetracién y
deflexi6n identificando Gic, o y 7. con los valores res-
pectivos para el material base o para la interfase y obte-
niendo s(Aa) en (11a) y g(Aa) para penetracién y defle-
xién con un andlisis de elementos finitos, ver figuras 2 y 3.
Por cuestiones de espacio no se desarrollan aqui las ex-
presiones completas, pero éstas se pueden encontrar en
[13].

ax 1
- = min | max s(Aa/R);—b
O¢ Aa O¢

En el caso de la MFF se puede observar que en contras-
te con la MFEL, la resistencia y el radio de la interfase
puede jugar un papel. Sin embargo, aunque la resistencia
suele tener un rol fundamental en el criterio acoplado, en
este caso no es asi para deflexioén. La causa es el caracter
decreciente tanto de las tensiones (en valor absoluto) co-
mo de la tasa de liberacién de energia, lo cudl tiene como
consecuencia que el criterio acoplado prediga siempre un
valor infinitesimal para Aa, ver [13] para una discusién
en detalle. Como consecuencia de ello y de que las ten-
siones cerca del vértice de la grieta no estén acotadas,
esto produce que el criterio tensional se cumpla para to-
da carga remota diferente de 0, lo que conlleva a que en
el caso de deflexidn el criterio energético serd siempre el
mas restrictivo y por lo tanto gobernard completamente el
problema. La irrelevancia del criterio tensional en el ca-
so de deflexion anula la influencia de la resistencia tanto
a traccién como a cizalladura de la interfase, eliminado
con ello la influencia de los ratios de resistencias de los
pardmetros adimensionales que gobiernan el problema.
Asi, de acuerdo al criterio acoplado de la mecanica de la
fractura finita, los pardmetros que gobiernan el problema
son los mismos que en la mecédnica de la fractura elastico
lineal, mds el pardmetro del radio adimensionalizado con
una longitud relancionable con la longitud de la zona de
proceso.
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Figura 3: Tensiones a lo largo del futuro camino de grieta y tasa de liberacion de energia para el caso de deflexion.

5. RESULTADOS Y DISCUSION

En esta seccion se presentan los resultados predichos por
cada uno de los dos enfoques presentados. En ambos ca-
sos el coste computacional es muy bajo: en el caso de la
MEFEL, los resultados se pueden obtner de forma com-
pletamente analitica. En el caso de la MFF se requiere
la extraccién de algunos resultados de elementos finitos,
siendo la complejidad de los modelos muy baja al ser
completamente lineales.

La figura 4 ilustra cémo los parametros del problema in-
tervienen en la competicién entre penetracion y defle-
xién. En este mapa se representa la forma de pregresion
preference en funcién del radio de la interfase adimen-
sional y del ratio de tenacidad a la fractura, representan-
do las curvas la frontera entre los valores que dan lugar
a una forma u otra. Estas curvas fronteras se representan
para diferentes valores del tercer pardmetro adimensional
que influye segtin los criterios anteriores: el ratio entre las
tenacidades de la interfase en los modos 2 y 1.

Se puede observar que la mecénica de la fracture elastico
lineal predice una total independencia del radio de cur-
vatura, como ya se deducia de las ecuaciones discutidas
anteriormente. La razén fisica para ello es que este en-
foque estd basado en asumir que la zona de proceso es
despreciable. Asi, sélo el angulo de deflexion interviene
y no el radio de curvatura. El pardmetro clave es el ratio
entre las tenacidades de la interfase y del material base,
teniendo el ratio de las tenacidades de la interfase en mo-
do 2 y 1 una influencia mucho menor.

En contraste, la mecdnica de la fractura finita, al postu-
lar un crecimiento finito de la grieta, tiene en cuenta una
zona de proceso por delante del vértice de la grieta, pu-
diendo ésta interaccionar con el radio de curvatura de la
interfase. Asi, como se observa en la figura 4, cuando el
radio es muy grande comparado con la zona de proceso,
la mecanica de la fractura finita tiende a la recta horizon-
tal predicha por la mecdnica de la fractura eléstica lineal
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y por lo tanto a la independencia del radio. En el extremo
opuesto, cuando el radio es muy pequefio en comparacion
con la zona de proceso, la mecdnica de la fractura finita
predice la prevalencia de la penetracion.

6. CONCLUSIONES

En este trabajo se ha estudiado la competicion entre pe-
netracion y deflexion de una grieta interaccionando con
una interfase débil curva. En particular, se ha analizado
como influyen los diferentes pardmetros que intervienen
en el problema sobre qué forma de progresién del fallo
prevalece.

Los resultados muestran que el ratio de resistencias no
interviene ni para la mecanica de la fractura elastico li-
neal ni para la mecénica de la fractura finita, aunque por
razones distintas.

La tenacidad a la fractura, y en particular el contraste en-
tre los valores de esta propiedad en la interfase y en el
material base, es el principal pardmetro que gobierna que
forma de progresién del fallo prevalece. Como era pre-
visible, ambos enfoques predicen que el incremento del
ratio de tenacidad a la fractura de interfase y penetracién
favorece la penetracion.

En la influencia del radio, los dos enfoques divergen, es-
pecialmente para radios pequefios. De acuerdo a la mecéni-
ca de la fractura finita, para radios pequefios la zona de
proceso es comparable con el radio de curvatura de la in-
terfase, favoreciendo la penetracién al encontrarse la de-
flexién zonas con mayor modo 2. En el caso de la mecani-
ca de la fractura eléstico lineal, ésta predice una nula in-
fluencia del radio de curvatura.

Los siguientes pasos en esta linea de investigacion se prevé
que sean el andlisis mediante otros enfoques como los
métodos variacionales y el disefio y ejecucién de experi-
mentos para dilucidar qué progresion del fallo es preva-
lente.
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RESUMEN

El método “phase field” ha demostrado ser un instrumento computacional con base fisica de gran utilidad y potencia en
la mecénica de la fractura. Con él es posible modelizar fendmenos de fractura tan complejos como la ramificacion, la
confluencia y la iniciacion de grietas en distintas geometrias, y en distintas escalas, a partir del equilibrio termodinamico
de la fractura y el criterio de fractura de Griffith. Sin embargo, los métodos phase field habitualmente utilizados no son
capaces de reproducir la diferencia de comportamiento a fractura en condiciones de traccion y de compresion. Para evitar
que durante la compresion la energia de fractura contintie aumentando, se han desarrollado distintas técnicas de separacion
o descomposicion de la energia de deformacidn, siendo las mas populares las denominadas descomposicion volumétrica-
desviadora y descomposicion espectral. Sin embargo, estas descomposiciones llevan a fisuraciones que no concuerdan
con las obtenidas experimentalmente. En este trabajo, se presenta una descomposicion nueva de la energia de deformacién
basada en el criterio de rotura de Drucker-Prager, capaz de recoger el comportamiento de materiales granulares en
compresion y cortadura.

PALABRAS CLAVE: Phase field, criterio de Drucker-Prager, dilatancia.

ABSTRACT

The phase field fracture method has emerged as a compelling physical and computational framework for predicting
cracking in solids. Complex fracture phenomena such as crack branching, merging and nucleation from arbitrary sites
can be captured on arbitrary geometries and dimensions, based on Griffith and the thermodynamics of fracture. However,
in the absence of an ad hoc split of the strain energy density into tensile and compressive parts, the energy stored in the
solid increases also during compressive stress-strain states and becomes available to act as a driving force for fracture.
To prevent this, several strain energy decomposition schemes have been presented, being the two most popular ones
arguably the so-called volumetric-deviatoric split and the spectral decomposition. While these splits prevent damage
evolution in compressive states, they lead to cracking patterns that do not match what is observed in experimental testing
of geomaterials. To overcome this, we present a new strain energy decomposition based on Drucker-Prager’s failure
criterion, which can capture dilatancy effects as observed in granular materials.

KEYWORDS: Phase field fracture, Drucker-Prager failure, Dilatancy.

INTRODUCTION is called phase field evolution equation. Coupling this
PDE with the linear momentum equation let us solve
Fracture modeling of rock-like materials is a interfacial problems without considering interfaces
longstanding issue in the rock community due to the explicitly. The variational approach of fracture is coupled
complex nature of the initiation and propagation of new with phase field by Bourdin et al. [1] and this was a new
interfaces in these materials. Because of this scope of solving complex fracture geometry. Phase field
complication, scientists are interested to use methods that fracture was developed for many Engineering
are capable to consider arbitrary and complex fracture applications from composite materials[2], hydrogen-
geometry like phase field fracture method. In the phase embrittled alloys [3], rock-like materials [4],[5] and
field fracture modeling, an auxiliary field that is called many other materials.
phase field ¢ is used to describe interfaces smoothly In this study, we developed new strain energy based on
rather than sharp cracks. The phase field value of pristine Drucker-Pruger failure to capture real behaviour of rock
materials is ¢ = 0 and it changes smoothly to the fully fracture like internal friction effect and dilatancy. We
cracked materials ¢ = 1. The evolution of phase field is show the potential of the new driving force by modeling
described by a partial differential equation (PDE) which Direct Shear Test (DST).
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PHASE FIELD FRACTURE MODEL

The phase field fracture model was developed based on
Griffith fracture theory [6] which states crack grow only
if the total energy of the system either remains constant
or decreases. The mathematical expression of this theory
can be written for an elastic solid including a crack and
not external force work as follow:

dw,
da

de _ dw(e(w))

=0
da da

+ @)

where € is total energy, W, is the work necessary to
create new interfaces, W is the strain energy density and
A is the area of the crack, with & and u the strain and
displacement fields. By defining critical energy release
rate G, = dW,/dA, the minimum total potential energy
principle can be expressed for a body Q with a
discontinuity I as:

Ew) = [,Y(e@)dV + [.G.dS 2)
Hence, crack growth can be predicted by minimalizing
the total energy by transforming strain energy to energy
dissipated for creating a new interface. In the phase field
fracture method, cracks are considered by means of an
auxiliary variable that is called phase field ¢ which
enable tracking crack over a body. Phase field ¢ is
considered as a damage variable such in damage
mechanics which varies smoothly between 0 for pristine
material and 1 for the fully cracked state. To consider the
effect of phase field (damage), the stiffness of the
material is reduced by defining a degradation function
g(@) = (1 —¢)? with the evolution of phase field.
Finally, the regularized form of equation (2) is written as:

Eow, d) = [,(1 = &) ho(e(W))dV + [, Gy (P)dV
®)

where ¢ is the characteristic length that shows the
regularization band of micro cracks and y,(¢) is the
crack density function, usually expressed like:

ve@) =L+ |vol (4)

The smooth crack tends to a sharp crack when £ — 0%,

Strain energy of the intact material 1, (£(w)) for a linear

elastic case is given by:
1

Yo :EE:CO:E (5)

where C, is the elastic tangent matrix for undamaged

materials. Consequently, the stress tensor can be written
as:
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a
o= (1) = (1-§)2 75 ®)
Where a, is the effective stress, and tangent stiffness for
the damaged material can be expressed as € =

(1= ¢)2C,.

Using equations (4) to (6), taking variations from
equation (3) with respect to the phase field variable ¢
and displacement u in equation (3), the following
expression will be obtained:

f [(1 — §)260: V8u — 2(1 — d)ipo (£(w))56b +
Q

G (%8¢ +¢v4 - v5¢)] dv =0 @
By applying the divergence theorem to equation (7), the
coupled displacement-fracture equation will be found:

V- [(1-d)?oe] =0
Ge (2-289) — 201 - Do (e) =0 (8)

Where the first equation is the linear momentum equation
and the second one is the phase field evolution equation.

STRAIN ENERGY DENSITY DECOMPOSITION

As shown in equation (3), the strain energy decreases as
the phase field increases, being this reduction applied by
degradation of strain energy of intact materials. This
leads to decreasing stress equally in all directions, while
in many materials the effect of damage is different for
tensile and compression stresses. In order to recall this
difference, a decomposition of strain energy density can
be defined as follow:
U=>0-»*§ +Yg 9)
where ¥, = ¢+, is the strain energy density of
effective configuration. In this way, only the positive part
of strain energy density ¥¢ will be degraded. Also, the
driving force of fracture is a maximum of ¢ during the
load history. Thus equation (8) can be rewritten as:

V-[(1- ¢)?05 + gl = 0

Ge (% - 2a0p) — 201 — pIw (2w) = 0 (10)
Where af = dyt/ de and oy = g/ de. The two
most common decompositions to separate compression
and tension effect are tension-compression spectral
decomposition [7] and volumetric-deviatoric split [8].
For more details of the implementation of strain energy
density split into phase field fracture, please see reference

[9].
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DRUCKER-PRAGER BASED
MODELING GEOMATERIALS

SPLIT FOR

Drucker-Prager’s failure criterion was developed for
pressure-dependent materials like rock, concrete, foams
and polymers. The Drucker-Prager criterion has the form
below:

VJz2(6) = A+ BI,(0) (11)
where [, (o) is the first invariant of Cauchy stress and
J, (o) is the second invariant of the deviatoric part of
Cauchy stress. A and B are material constants defined as:

4=5 ) m =5

where g, and g, are the failure stresses in uniaxial tension
and compression respectively. Also, A can be rewritten
in terms of cohesion ¢ and friction angle 6 of Mohr—
Coulomb failure criterion, while B is just a function of
friction angle 6.

(12)

Let’s replace y°¢ with the undamaged part of strain
energy Y, and rewrite equation (9) using Y& =y, —
Yy =P, — 1§ as follow:

U=00-9)2@Wo —¥°)+y° (13)
To apply the strain energy density split based on the
Drucker-Prager model, let’s assume that cohesion of
material decreases with the evolution of phase field while
friction angle is constant. In the fully damaged state ¢ =
1, the stress state o, satisfies the next equation:

\/]Z(Gc = Bl (o,)

And, for a linear elastic material, the strain energy
density can be expressed in terms of the stress invariants,

(14)

Yo =—

T 18k

17(60) +35-)2(00) (15)

Where K is the bulk modulus and u is the shear modulus.
It can be shown there is a relation between the stress and
strain invariants,

L(oo) = 3522

a1 (e)’ (16)

£)\ 2
J2(00) = J>() (523

Substituting equation (16) into equations (14) and (15)
leads to two partial differential equations (PDE) given as:

OPe(®) _ op Wel®)
L® 50 = 3B e (17
_ 1 (@2, J2() (%))
Ye = 21((011(5)) 2u (0]2(5)) (18)

After some manipulations, and taking into account that
equations (17) and (18) are compatible PDEs, it can be

145

shown that the general solution of equation (17) has the
form:

Y€ = ¢y 17(&) + ¢2),(8) + e, () ]2(8) + ¢4 (19)
By applying the boundary condition
YL (e) =0, J,(8) = 0) =0, (20)

¢, is obtained as 0, and the other constants can be found
as:

__ 18B2%Ku
~ 9B2K+4pu’

__ ku
~ 18B2K+2p’

_ 6BKu
T 9B2K+pu

C1 C2 C3 (21)
Finally, the stress and stiffness tensors in the fully

damaged material can be found as follow:

o =28 = (I, + 6B\/E)(

L L%) @2

e \/]—ZE
_ 0%y
€7 9eoe (23)
RESULTS

The volume change of granular materials subjected to
shear deformation is called dilatancy. As it can be seen in
figure 1, in a granular material as soil or rock, this change
of volume can be caused by interlocking between grains
and interfaces.

| G N

@

h+ Ah

(b)
Figure 1. Effect of interlocking leads to dilatancy.

We shall show the ability of the new driving force to
capture dilatancy effect by two examples. The new strain
energy split was implemented in ABAQUS FEA package
using UMAT code for phase field fracture. For complete
details, see [10].

4.1. Single element under shear

First, the new strain energy density split is applied to a
single element in plane strain to show the capability of
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following Drucker-Prager model and also capturing the
dilatancy effect. The mechanical properties considered
are Young’s modulus E = 25 GPa and Poisson’s ratio
v = 0.2. Fracture properties considered consists on
characteristic length 1=2mm and fracture energy G, =
0.15 N/mm. The parameter of  Druger-Prager is
B = —0.12. Shear displacement is applied to a linear
single element after applying constant vertical pressure
as can be seen in figure 2.

Figure 2. The single element under pressure and shear
stress configuration.

The obtained shear stress versus shear strain curve is
depicted in figure 3(a) for different values of the vertical
pressure. As we expect in rock-like materials, the shear
stress resistance of the fully cracked material increases
with the vertical pressure: while there is no resistance to
shear strain at the fully cracked material in the case of
zero pressure, the shear stress is as high as 12 MPa for
the case of P = 30 MPa. Dilatancy effect is shown in
figure 3(b), where it can be seen as the volumetric strain
£,01 INCreases with shear strain.
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Figure 3. The single element under pressure and shear
stress, (a) shear stress versus shear strain, and (b)
volumetric strain versus shear strain.

4.2. Direct shear test

We shall now address a standard test used for determine
failure properties of frictional materials, as the cohesion
and friction angle of soil and rock materials. The
geometry and boundary conditions of the model are
shown in figure 4. The vertical pressure P is applied
before applying shear displacement wu,.. In this way, the
vertical pressure is constant during shear displacement.
The material properties are the same as in in the previous
case study, except for the characteristic length which is
[ = 1 mm. More than 6000 linear quadratic elements are
used with plane strain formulation. The minimum
element size is half of the characteristic length 1.

P
Lerrerrrrrnr

Uy 24 mm

50 mm

24 mm

YA

Y Y Y-Y-YA

50 mm

Figure 4. Geometry and boundary conditions of DST.

Shear force versus displacement w,, curves are illustrated
for different values of the vertical pressure P in figure 5.
The force decreases to zero when P = 0, in accord with
the results of the direct shear test of geomaterials. Also it
can be seen that when the vertical pressure is non-zero,
force oscillates in the fully damaged configuration. This

146



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

observation can be interpreted as the effect of the
interlocking of grain in these materials.
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Figure 5. Shear force versus displacement u, of DST.

The contours of the phase field damage variable are
shown in Figure 6 for the case of no vertical pressure,
P =10 MPa and P = 15 MPa, respectively. There is a
clear effect of the vertical pressure on the crack path: the
vertical pressure leads to a straight shear crack paths.
Also, pressure leads to damage accumulation iniciated at
the edge of the load region that later propagates to the
middle of the specimen.

1.000
0917
0.833
0.750
0.667
0.583
0.500
0417
0.333
0.250
0.167
0.083
0.000

147

Figure 6. Crack path (contour of phase field variable)
of DST, a) no vertical pressure, b) P = 10 MPa, and c)
P =15 MPa.

CONCLUSIONS

We have developed a new strain energy density split as
the driving force of phase field fracture based on
Drucker-Prager failure criterion. This new class of strain
energy density decomposition is able to capture complex
phenomena in rock-like materials. Two case studies
show that both the friction and dilatancy effects can be
modeled with the new split.
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RESUMEN

La probeta con taladro centrado es un tipo de geometria a partir de la cual las grietas se propagan con frecuencia. En
algunos casos, el analisis combinado de carga en modo mixto I y II tiene cierta relevancia industrial. Por este motivo, se
ha realizado un analisis numérico bidimensional de una grieta que emana de un taladro en una placa de aleacion de
aluminio. Se han calculado las areas plastificadas y los desplazamientos alrededor de la grieta para siete estados de carga
biaxial diferentes. Para ello, se ha modificado el angulo de aplicacion de la carga desde 23.4° (modos I+II) hasta 90°
(modo I puro) considerando incrementos de 11.1°, y se ha mantenido constante el valor nominal de carga. Con el objetivo
de obtener areas mas precisas, se ha utilizado un analisis de elementos finitos basado en el submodelado. Posteriormente,
para contrastar los resultados, se han comparado los campos de desplazamiento en la superficie alrededor de la grieta con
los resultados obtenidos de forma experimental usando la técnica de correlacion de imagenes. Después de la validacion
del modelo, se ha estudiado la evolucion de las zonas plastificadas en condiciones de tension y deformacion plana para
diferentes valores de carga nominal.

PALABRAS CLAVE: Modo mixto, Elementos finitos, Submodelado, Area plastificada

ABSTRACT

The hole-in-a-plate sample is a type of geometry from which cracks often propagate. In some cases, the analysis of
combined mode I and II loadings has industrial relevance. For that reason, a bi-dimensional numerical study of a crack
emanating from a hole in an aluminium alloy specimen has been accomplished. Yielded areas and displacements around
the crack have been calculated for seven mixed-mode cases, modifying the loading angle from 23.4° (mode I+II) to 90°
(pure mode I) considering increments of 11.1°, and keeping constant the nominal load. In order to get more precise areas,
a finite element analysis based on sub-modelling was used. The displacement fields in the surface around the crack have
been compared with experimental results obtained using the digital image correlation technique to validate the numerical
results of the model. After the validation, the evolution of the yielded areas under plane strain and plane stress conditions
has been studied for different nominal load values.

KEYWORDS: Mixed-mode, Finite element method, Sub-modeling, Yielded area

1. INTRODUCCION con esta aproximacion y es necesario tener en cuenta las
tensiones cortantes en el plano de fractura.
En la practica, muchos componentes estan sometidos a

estados de carga complejos que incluyen la combinacion Con el objetivo de analizar en mayor profundidad la
de los modos de carga I y II. En ocasiones, el estudio de influencia que tiene la direccién de la carga aplicada, en
este tipo de problemas es abordado considerando un el presente trabajo se ha realizado un estudio de la
comportamiento de fractura en el que predomina el modo evolucion del area plastificada en el vértice de la grieta
I, debido a que es frecuente que los estados de tension en de una probeta sometida a condiciones de carga en modo
la superficie sean practicamente uniaxiales. Sin embargo, mixto (I+II). Para ello, se ha llevado a cabo un analisis
no todos los casos pueden ser analizados adecuadamente bidimensional con elementos finitos con generacion de

submodelo de la zona critica. La creacion de un
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submodelo permite afinar el mallado para reducir las
desviaciones producidas y obtener resultados con mayor
precision.

Para comprobar la validez relativa del método de célculo
numérico se propone la validacion experimental
mediante la técnica de correlacion digital de imagenes. El
campo de desplazamientos en la superficie de la muestra
obtenido con este método constituye una oportunidad
para validar experimentalmente simulaciones numéricas
mediante la comparacion directa de desplazamientos.

2. DESCRIPCION DEL MODELO

En este trabajo se ha modelado una probeta con taladro
centrado preagrietada de aleacion de aluminio Al-7010
T-7651. Las dimensiones de la muestra son 160 mm de
ancho, 240 mm de largo y 5 mm de espesor. El modelo
presenta un agujero de 50 mm de didmetro, del que
emana una grieta de 5 mm de longitud.

El material empleado tiene un médulo de elasticidad de
73.5 GPa y un mddulo de Poisson de 0.35. El modelo de
plastificacion es elasto-plastico con endurecimiento por
deformacion, un modelo que describe el comportamiento
del material con suficiente grado de representatividad.

Para modelar las mordazas que sujetan la pieza, se han
usado elementos que aplican restricciones cinematicas
entre los nodos. Estos elementos actian como una
estructura rigida que es utilizada para transmitir los
esfuerzos. La simulacion de los diferentes estados de
carga biaxial se ha llevado a cabo modificando el dngulo
de aplicacion de la carga, como se muestra en la figura 1.
Los valores que puede adquirir dicho angulo vienen
definidos por la propia geometria de las sujeciones
utilizadas en los ensayos experimentales.

Figura 1. Modelo y esquema del problema real.

En el analisis bidimensional efectuado por el método de
los elementos finitos, se ha realizado un estudio detallado
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de la zona del vértice de la grieta. Esta es la seccion mas
critica de la pieza, ya que es donde se alcanzan los
mayores campos de tensiones y deformaciones. El
tamafio de los elementos en esta area tiene que ser lo
suficientemente pequefio para capturar con detalle la
forma de la zona plastificada.

Para abordar las dificultades que se presentan en el
mallado de la pieza durante la transicion entre los
elementos de la zona del vértice de la grieta y los
elementos mas alejados, se ha utilizado un submodelo. El
analisis detallado de la zona proxima a la grieta,
ejecutado de forma paralela con el submodelo, permite
que la transicion de la malla en el modelo global sea
gradual. De esta forma, es posible conseguir una malla
regular y de calidad, optimizando recursos y tiempo de
ejecucion.

Existen trabajos previos realizados por los presentes
autores [1-4] en los que se recomienda como seleccionar
el nimero de elementos en base al radio plastico de
Dugdale. Con el uso de esta metodologia, el tamafio de
los elementos es proporcional a la carga aplicada.

En este trabajo, se ha considerado el radio plastico de
Dugdale como referencia para la estimacion del tamafio
de la zona plastica, pero con una distribucion uniforme
de los elementos que garantiza que el area estudiada esté
contenida en la malla refinada para todos los estados de
carga. En la figura 2 se muestran las dimensiones y el
mallado realizado en el entorno del vértice de la grieta.

T 7 T
R EEEEEEEEEEEEEEEE:

Figura 2. Dimensiones del entorno del vértice de grieta.

Se han analizado siete estados de carga, modificando el
angulo de aplicacion de la fuerza desde 6=23.4° (modo
[+IT) hasta 6=90° (modo I). Ademas, se ha realizado el
estudio para diferentes valores de carga nominal: 25 kN,
37.5 kN, 50 kN, 62.5 kN y 75 kN.
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3. RESULTADOS DEL ANALISIS

En el vértice de la grieta se obtiene el maximo valor de
plastificacion. Este decrece rapidamente dando lugar a
una zona con un nivel de plastificacion bajo, que se
corresponde con la zona plastica en si. El area
plastificada tiene un papel significativo en el crecimiento
de la grieta, tanto en fractura como en fatiga. Por lo tanto,
es importante estudiar la forma y el tamafio que tiene, y
analizar su evolucion con el angulo de aplicacion de la
carga y el valor de carga nominal.

A continuacidn, se presentan los resultados obtenidos al
realizar el estudio del modelo en condiciones de tension
plana (TP) y de deformacion plana (DP), de forma que se
analiza la plastificacion tanto en la superficie como en el
plano medio de la pieza. Ademas, se incluye un analisis
de los desplazamientos verticales, que sera utilizado
posteriormente para la comparacion con los resultados
experimentales.

3.1. Areas plastificadas

En un primer caso, se muestran los resultados obtenidos
para una carga nominal de 25 kN, que es la carga
utilizada en los ensayos. En las figuras 3 y 4 se han
representado las formas de las areas plastificadas en TP
y DP. Se puede observar que en condiciones de modo I
puro, la forma de las areas se asemeja a las areas
propuestas por la Mecanica de Fractura Elastica Lineal.

x104

0 5 10 15
x10°

Figura 3. Evolucion de la forma del darea plastica en TP
con el dngulo de carga. Unidades en metros.

Con la disminucion del angulo de carga, el area
plastificada decrece y deja de ser simétrica con respecto
al plano de la grieta. La forma lobular caracteristica del
estado tensional en DP se ve alterada, aumentando en
mayor medida el area plastificada ubicada delante del
frente de la grieta, ya que en esta zona las tensiones
alcanzadas son mayores. Este comportamiento se puede
observar en las figuras 4 y 5. En esta ultima figura, se ha
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analizado la evolucion de la posicion del centro de
gravedad (cdg) del area plastica en DP. El sistema de
referencia en la figura 5 esta localizado en el vértice de
la grieta.

x10™4

15
x103

0 5 10

Figura 4. Evolucion de la forma del area plastica en
DP con el angulo de carga. Unidades en metros.

Cuando se aplica una carga en direccion perpendicular al
plano de la grieta, la posicion del cdg presenta simetria
respecto al eje y. Al disminuir el angulo de la carga, el
cdg se desplaza inicialmente hacia abajo debido al giro
experimentado por la zona plastica. A partir de este punto
(78.9°), comienza la plastificacion no uniforme respecto
al vértice de la grieta, viéndose reflejado este
comportamiento en la evolucion del cdg.
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Figura 5. Variacion de la posicion del centro de
gravedad de las dareas plastificadas en DP.

El grado de plastificacion de las zonas del vértice de la
grieta en TP y DP presenta una tendencia similar en
ambos casos, apreciandose en la figura 6 un mayor
crecimiento del area en TP a partir de 56.7°. De esta
forma, para el estado de carga en modo I se obtiene un
area cuyo valor es aproximadamente 1.5 veces el valor
del area plastificada al aplicar la carga con un angulo de
23.4°.
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Figura 6. Areas plastificadas en TP y DP en funcién del
angulo de carga.

En las figuras 7 y 8 se puede apreciar como el area
plastificada aumenta con el incremento del valor de la
carga nominal aplicada. Ambas figuras muestran los
resultados obtenidos en la superficie de la pieza, con un
angulo de aplicacion de la carga de 90° en la figura 7 y
un angulo de 23.4° en la figura 8.
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Figura 7. Evolucion de la forma del drea plastica en TP
con distintos valores de carga nominal. Angulo de
aplicacion de la carga de 90°. Unidades en metros.

Al examinar la plastificacion bajo condiciones de carga
en modo mixto se observa que, para valores de carga mas
elevados, existe cierta predisposicion a adoptar la forma
del area plastificada caracteristica de la deformacion
plana. Para analizar en profundidad este efecto y la
influencia del angulo de aplicaciéon de la carga en la
transicion entre TP y DP, es necesario abordar la
realizacion de un analisis tridimensional del modelo.

En trabajos anteriores [5,6], en los que se ha realizado un
estudio numérico tridimensional de probetas CT
sometidas a carga en modo I, el area plastificada en la
superficie adquiere una forma similar al area en DP justo
antes de alcanzar la superficie. Ademas, la evolucion de
la zona plastica a lo largo del espesor depende, entre otras
cosas, de la carga aplicada.

152

4 x10° ‘
——25kN ——-70kN
----- 50 kN
D
Or //O /) /
i o pd
N7 -7
| e
\ R
\ /
N_~/
1 . . . .
5 0 5 10 15 20
%104

Figura 8. Evolucion de la forma del area plastica en TP
con distintos valores de carga nominal. Angulo de
aplicacion de la carga de 23.4°. Unidades en metros.

3.2. Desplazamientos

Para la evaluacion de los desplazamientos en la zona de
la grieta en el modelo de elementos finitos, se han
utilizado cuatro caminos situados a £0.5 mm y +1.6 mm
de las caras de la grieta. El sistema de referencia esta
ubicado en el vértice de la grieta, tal y como se muestra
en la figura 9. De esta forma, las coordenadas negativas
en el eje X (horizontal) se corresponden a los puntos por
los que la grieta ya ha avanzado.

Los resultados se han obtenido para los siete angulos de
aplicacion de la carga simulados. So6lo se han analizado
los desplazamientos en TP, ya que son los que
posteriormente van a ser utilizados para la validacion
experimental.

.""
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Figura 9. Caminos utilizados para el anadlisis de
desplazamientos.

La principal dificultad para realizar la comparacion de los
desplazamientos es la necesidad de asegurar que ambos
resultados se remiten a un mismo sistema de referencia.
El orden de magnitud del desplazamiento es muy
pequetio, por lo que el ajuste entre los resultados debe ser
preciso.



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

4. VALIDACION EXPERIMENTAL

Los campos de desplazamientos experimentales se han
obtenido mediante la técnica de correlacion de imagenes
(DIC) [7]. Es una técnica Optica experimental que
permite examinar sin contacto el campo de
desplazamientos y deformaciones en una pieza. La
técnica DIC es una herramienta muy versatil para el
analisis mecanico de materiales. Ademas, se ha
demostrado que se obtienen resultados fiables en el
campo de la mecanica de la fractura [7,8].

La correlacion de imagenes estd basada en la
comparacion de imagenes tomadas en diferentes estados,
uno antes de la deformacion y otro después. La técnica
consiste en el analisis del movimiento de un patron
aleatorio de puntos ubicados en la superficie de la
muestra. Mediante el postprocesado de las imagenes
obtenidas, es posible visualizar el campo de
desplazamientos en la superficie con gran resolucion.

En general, las probetas son tratadas para poder aplicar la
técnica DIC de forma que se consiga un contraste
suficiente. El patron de la superficie, necesario para
conseguir ciertas referencias para la comparacion de
imagenes, puede obtenerse mediante distintas técnicas.
En este caso, la pieza se ha sometido a un proceso de
lijado con papel de lija de carburo de silicio con un
tamafio de grano de 120. Tras el tratamiento, el acabado
final de la superficie de la probeta es el que se muestra en
la figura 10.

Figura 10. Patron aleatorio aplicado en la superficie.

La comparacion entre los resultados experimentales y los
numéricos se ha hecho en términos de desplazamientos
verticales a lo largo de cuatro lineas paralelas al plano de
la grieta ubicadas a+0,5 mmy +1,6mm de la grieta, como
se menciond en el apartado de desplazamientos del
modelo numérico. El cotejo de los desplazamientos se ha
llevado a cabo para los siete estados de carga analizados.

Para efectuar la comparacion, es imprescindible realizar
ciertas correcciones para representar los resultados
analiticos y experimentales respecto al mismo sistema de
referencia. Esto es debido a que cuando se aplica la carga,
la muestra sufre rotacion y traslacion debido al
movimiento del cuerpo como solido rigido, afectando a
la posicion y orientacion de la grieta. En la figura 11 se
muestran los efectos producidos sobre la muestra, donde
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la traslacion del vértice de grieta viene dada por (tx, ty) y
el angulo de rotacion es vy.

Figura 11. Traslacion y rotacion de la probeta durante
la aplicacion de la carga.

Ademas, en el caso experimental, a diferencia del
numérico, es necesario girar la probeta para poder aplicar
los diferentes estados de carga en condicion biaxial, por
lo que los desplazamientos obtenidos mediante DIC
tienen una orientacion diferente. Esto se puede observar
en la figura 12.
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Figura 12. Desplazamientos en andlisis numérico y
experimental (sin correccion angular) para un angulo
de 23.4°.

En los resultados experimentales, la posicion del vértice
se determina mediante una rutina de busqueda del borde
de la grieta realizada en la técnica de correlacion de
imagenes. De esta forma, los desplazamientos
horizontales y verticales del vértice se pueden obtener
con una precision adecuada. Por otro lado, para la
correccion angular se ha utilizado como referencia la
estimacion de la linea media entre los desplazamientos
medidos a ambos lados del plano de la grieta, para
posteriormente determinar el angulo de rotacion.

En la figura 13 se han representado los desplazamientos
de los puntos ubicados a +1.6 mm al aplicar la carga en
modo I puro. Se puede observar que los resultados
obtenidos mediante el andlisis bidimensional de
elementos finitos se asemejan bastante a los que
proporciona el ensayo experimental, de forma que el
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modelo numérico queda validado. Aunque los resultados
son solidos para todos los estados de carga, para algunos
angulos de aplicacion de la carga los resultados se ajustan
mejor que para otros.
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Figura 13. Comparacion de desplazamientos verticales
numéricos y experimentales; y=+x1.6mm y 6=90°.

CONCLUSIONES

En este trabajo se presenta un analisis de la zona
plastificada en una grieta que emana del taladro central
de una probeta de aluminio. La pieza ha sido sometida a
diferentes estados de carga en condiciones de modo I
puro y modo mixto (I + II), lo que permite estudiar como
el angulo de aplicacion de la carga influye en la forma y
tamafio del area plastificada en la zona del vértice de la
grieta. El desarrollo de un analisis bidimensional
considerando un estado tensional en tension plana y en
deformacion plana permite extraer informacion relevante
de la plastificacion producida en la superficie y en el
plano medio de la pieza respectivamente.

La forma de las zonas plastificadas en los dos estados
tensionales estudiados en modo I, presenta ciertas
similitudes con las areas tedricas propuestas por la
Mecéanica de Fractura Elastica Lineal. La disminucion
del angulo de aplicacion de la carga provoca el
decrecimiento del area plastificada y conlleva a la
obtencion de un area asimétrica respecto al plano de la
grieta. El area plastificada experimenta un cambio de
orientacion y de forma proporcionales a la direccion en
la que se aplica la carga.

El aumento del valor de la carga nominal produce un
incremento del tamafio de la zona plastica. Con angulos
de aplicacion de la fuerza pequefios (predominio del
modo II) y valores de carga nominal mas elevados, se
observa en la superficie del modelo una tendencia a
adoptar la forma del area plastificada caracteristica de la
deformacion plana. En este punto, se resalta la necesidad
de realizar un andlisis numérico tridimensional para
estudiar mejor este efecto y para analizar la influencia de
la transicion entre los estados de deformacion plana y de
tension plana.
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Finalmente, se ha realizado la validacion del modelo
mediante la comparacion con resultados experimentales
obtenidos por la técnica de correlacion de imagenes. El
grado de correlacion entre los desplazamientos
numéricos 'y experimentales obtenidos, permite
confirmar la validez del modelo numérico.
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RESUMEN

El hormigdn reforzado con fibras (HRF) se ha convertido en una opcidn en las aplicaciones estructurales debido a sus
magnificas propiedades mecanicas y a los ahorros en tiempo y costes que pueden ser alcanzados. La aparicion de nuevos
tipos de fibras de acero con geometrias o propiedades mecanicas mejoradas y los cocteles de fibras que se pueden
configurar mezclandolas han creado tipos de HRF que exceden claramente los requerimientos minimos fijados en las
normas. Por lo tanto, es de interés tener modelos constitutivos que simulen el comportamiento de los materiales buscando
asi sacar provecho de las propiedades mecanicas de los mismos. Este estudio simul6 el comportamiento en fractura de
tres tipos de HRF reforzados con diversos tipos de fibras de acero, mediante la aplicacion del modelo de fisura cohesiva
y un analisis inverso. Los resultados obtenidos fueron empleados para definir las funciones de ablandamiento de cada
tipo de HRF. Las conclusiones halladas pueden ser de interés para los ingenieros en el disefio de estructuras con HRF.

PALABRAS CLAVE: Hormigén reforzado con fibras, Fibras de acero, Simulacion numérica, Fisura cohesiva
ABSTRACT

Fibre-reinforced concrete (FRC) has become an option for structural applications due its outstanding mechanical
properties and the savings in cost and time that can be achieved. The appearance of new types of steel fibres with improved
mechanical properties or geometries and the fibre cocktails, that can be configured by mixing them, has created FRC that
clearly exceeds the minimum mechanical properties required in the standards. Consequently, it is of interest to have
constitutive models that simulate the behaviour of the materials seeking to take advantage of the exceptional properties
of the material. This study aimed to simulate the fracture behaviour of three types of FRC where several types of steel
fibres were added by means of an inverse analysis based on the cohesive crack approach. Such results were employed to
define the softening functions of each FRC formulation. The information supplied can be of help to engineers in designing
structures with high-performance FRC.

KEYWORDS: Fibre reinforced concrete, Steel fibres, Numerical simulation, Cohesive crack

1. INTRODUCCION in the structures design only if the material properties
comply with certain requirements set in standards and
Several studies have pointed out that fibres provide to national recommendations [15-17]. Moreover, if the
FRC a certain improvement of flexural and tensile mechanical properties of SFRC are to be exploited it is
strength, ductility, toughness and impact resistance [1-3]. also necessary to have accurate constitutive models that
Those enhancements depend on the modulus of elasticity can be used in the structural design.
of the fibres, constituent material, strength, fibre
geometry, orientation and dosage, among others [4-6]. Several theories have tried to model the fracture process
Steel fibres, due to the combination of these parameters, of concrete and fibre reinforced concrete (FRC). One of
have been traditionally added to concrete forming steel them, called the crack band theory [18], considers that
fibre reinforced concrete (SFRC). The outstanding cracking is located in a band which has a homogeneous
properties obtained have been employed in applications density of cracks. In this band the mechanical behaviour
such as footbridges, pavements or tunnel linings [7-11]. of the material is described by stress-strain relationship.
Another possibility is using polymeric fibres such as Another possibility is to assume that the material that has
PVA or polyolefin ones which are apt for structural uses cracked is a discontinuous entity which behaviour can be
and might provide better durability than steel fibres in defined by a stress-crack opening relationship. At both
chemically hazardous environments such as chemical sides of the discontinuity there is undamaged material
industries, sewages, etcetera [12-14]. that behaves elastically [19]. This approach, termed as
All the applications previously mentioned can be discrete-crack theory, has been employed by several
performed taking into account the contribution of fibres authors, with the incorporation of a cohesive relationship
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in the crack, obtaining accurate results reproducing the
fracture behaviour of ultra-high-performance fibre-
reinforced concrete notched prismatic specimens of
several sizes, reinforced with steel fibres [20]. Besides, it
was also employed for determining the fracture energy of
SFRC notched cylindrical specimens [21]. The cohesive
crack theory has a main parameter of the model, the
softening function, that relates the stress of the cracked
material and the crack opening. There are previous
experience regarding how to obtain such relation
employing a numerical or analytical inverse analysis
taking as input the experimental results. [22, 23].

This contribution numerically replicates the three-point
bending fracture behaviour of the same plain concrete
with 0.89% volume fraction of OL and 3D and 5D steel
fibres. Such task was carried out by fitting experimental
data found in literature and implementing multi-linear
softening functions in a material subroutine of a
numerical code.

2. EXPERIMENTAL CAMPAIGN

A brief description of the materials used and the
production processes employed can be found in this
section. Moreover, the testing procedures and the
experimental results can be also found in this section. A
thorough description of all the mentioned aspects can be
found in [24].

Three formulations of self-compacting SFRC were
prepared, adding OL, 3D and 5D steel fibres, respectively
(OL fibres are short, straight, high-strength steel fibres,
3D fibres are steel fibres with hooked ends, and 5D fibres
are high-strength steel fibres with double-hooked ends).
Three aggregate types were employed: two types of
gravel with particle sizes between 4-8 mm and 412 mm,
respectively, and one type of sand with particle sizes
between 0-2 mm. The maximum size of the aggregates
was 12.7 mm. In addition, limestone powder was
employed, seeking to enhance the workability of the
mixes. In all formulations a Portland cement-type EN
197-1 CEM 1 52.5 was used as binder. A policarboxylic
superplasticiser was added to the formulations pursuing
to achieve the self-compactability of all types of concrete
while in a fresh state. Tap water was also employed in
concrete production. The proportions of all components
can be seen in Table 1.

Table 1. Plain concrete formulation (kg/m>)

Water 199
Cement 425
Limestone filler 210
Sand 947
Gravel 292
Finer gravel 194
Superplasticizer 5.91

The characteristics of the fibres can be seen in Table 2.

Table 2. Fibre Characteristics.

OL 3D 5D
Shape Straight | Hooked lﬁgglt()éz-
Length (mm) 13 30 60
Eq. diameter (mm) 0.2 0.38 0.9
Tensile strength (MPa)| >2600 >1160 >2300
M. elasticity (GPa) 210 210 210
Fibres per kg. 282,556 3183 3132
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SFRC-OL, SFRC-5D and SFRC-3D boasted an average
compressive strength of 66.9, 63.1 and 63.8 MPa
respectively following EN 12390-3 [25].

The fracture behaviour was determined following the
process shown in [26] and the Load-CMOD curves can
be seen in Figure 1.

50 I T
: —0—SFRC-3D
: —{+~SFRC-5D
40 r——C —=SFRC-OL

Load (kN)

Figure 1. Fracture test results of SFRC-OL, SFRC-3D,
and SFRC-5D

The three concrete formulations were designed seeking
to obtain high-performance concrete that was capable of
surpassing the requirements set in the most common
standards [15-17] for reducing or even eliminating the
steel reinforcing bars. Such requirements were clearly
met as can be seen in Table 3.

Table 3. Residual strength (MPa) of the concrete
formulation in relation with the requirements set by [17].

fror | fri % frop fr3 % frLop
SFRC-OL| 7.3 | 7.39 102% 5.03 69%
SFRC-5D| 5.5 | 8.11 148% 8.40 153%
SFRC-3D| 82 | 13.18 | 161% | 12.17 | 148%
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3. NUMERICAL SIMULATIONS

The concept of cohesive crack was developed aiming at
reproducing the cracking process of plain concrete
subjected to mode I [27]. Later, it was generalised in
order to widen its applicability to other materials [28]
obtaining accurate results.

Considering that fracture takes places under mode I, this
model assumes that the cohesive stress vector t
transmitted across the crack faces was parallel to the
crack displacement vector w (central forces model). If
the magnitude of the crack opening vector |[w| does not
decrease, the relation between both parameters can be
stated as appears in (1)

GV

A\

)

where f(|w]) is the softening function for pure opening.
Although several shapes of the softening function might
be used, in this study it will be defined by multilinear
functions defined by a set of points. Moreover, if
unloading and reloading take place they will be aligned
with the origin. As the formulation is implemented in a
constant strain triangular element with one integration
point the cracks are considered to appear only in parallel
directions to the triangle sides.
The stress vector t that appears once the element is
cracked can be obtained with (2)
A

t= WL on (2)
Considering that the material outside the cohesive crack
behaves elastically the stress tensor can be obtained with
(3), where the elastic strain of the element is corrected by
subtracting the inelastic behaviour that includes the crack
displacement.

6 = E: [¢2 — (bT"®@wW)] 3)

In (3) E stands for the elastic tangent tensor, £%is the
apparent strain vector obtained with the nodal
displacements, and b* is the gradient vector
corresponding to the shape function of the solitary node,
as appears in Equation (4):
1
b+ = —nN 4
- @
Using Equations (1) and (3) and considering that t = o n
the following equation can be obtained.

w
]M1+[n-E:b+] w=[E:¢%  n (5)
|Wl
where 1 stands for the identity tensor. If an iterative
algorithm is used, w could be found to satisfy Equation

).

The material behaviour was reproduced implementing
the previous approach in a material subroutine of a
commercial finite element code (ABAQUS). As there is
a dependency of the dimensions of the elements, the
nodes coordinates had to be provided to the material

subroutine. As long as the material has not reached its
tensile strength (f.;) the element behaves elastically. On
the contrary, if the tensile strength is surpassed a crack is
introduced in the perpendicular direction of the
maximum principal stress. In that situation the material
behaves following the softening function which relates
the stress and the crack width relation (o-w). It should not
be overlooked that the modulus of elasticity is also
required.

The softening functions were determined using an
iterative inverse analysis.

1. Proposal of softening function

2. Numerical simulation

3. Comparison of numerical and experimental

results

if the numerical result does not replicate the experimental
ones within certain margin of error a new proposal of the
softening function is implemented.

The material subroutine was applied to a plane mesh with
plane stress conditions. In order to optimise the
numerical cost of the simulations only the whereabouts
of the notch was refined. One of the finite element
meshes used can be seen in Figure 2.

600 mm

150 mm
P Notch 25 mm W
500 mm
Figure 2. Finite element mesh used in the numerical
simulations

4. RESULTS AND DISCUSSION

The comparison of the numerical and experimental
results obtained when simulating SFRC-OL formulation
can be seen in Figure 3.

SFRC-OL
30
1 :
=(=Tests
25 : . | "= Simulations |
I
I
20 L‘
Z
> 15 :
®
3
10 R R \ SRS A
0 % i

0 2 4 6 8 10

Deflection (mm)

Figure 3. Comparison of the average experimental
results obtained in the fracture tests of SFRC-OL and
the numerical simulation
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In Figure 3 it can be seen that an accurate reproduction
of the experimental curve has been obtained.

Regarding the numerical reproduction of the SFRC-3D
mix, in Figure 4 a comparison with the experimental
results can be observed.

SFRC-3D

50

=C~Tests
@- Simulations

Load (kN)

4 6 8 10
Deflection (mm)
Figure 4. Comparison of the average experimental

results obtained in the fracture tests of SFRC-3D and
the numerical simulation

In Figure 4 it can be clearly perceive that the simulation
was able to accurately reproduce not only the peak load
but also the unloading branch of the test. It is worth
noting that even at deflection values beyond 6 mm, the
simulation was able to replicate the behaviour of SFRC-
3D with precision.

The simulated fracture behaviour of SFRC-5D compared
with the one obtained in the laboratory tests can be seen
in Figure 5.

SFRC-5D
40 S
35+ | ={=Experimental [
30 L - Simulations

Load (kN)

Deflection (mm)

Figure 5. Comparison of the average experimental
results obtained in the fracture tests of SFRC-5D and
the numerical simulation
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Figure 5 shows that a precise reproduction of the fracture
behaviour of SFRC-5D was obtained in the simulations.
The peak load was reproduced accurately and even the
progressive loss of stiffness that the material suffered
before reaching such point was also reproduced. Besides,
there was an almost identical unloading branch in the
simulation and in the experimental test.

In Figure 6 a comparison of the softening functions used
in the simulations of Figure 3, 4 and 5 can be seen.

| =C—SFRC-OL
—O~SFRC-3D
—{SFRC-5D

Stress (MPa)

w (mm)

Figure 6. Comparison of the softening functions
employed in the simulations of SFRC-OL, SFRC-3D
and SFRC-5D.

In Figure 6 it can be perceived that there are notable
differences among the softening curves employed. First
of all, in the case of SFRC-OL and SFRC-5D
formulations, once the tensile strength has been
surpassed a steep unload appeared. This feature could be
expected in the case of the SFRC-OL formulation due to
shape of the fibres. However, it was not expected in the
case of the 5D fibres because they borne a double hook
in their ends. Moreover, it was detected that the loss of
stiffness that appear in the SFRC-5D curves before the
peak load was directly related with the initial load drop.
On the contrary, the first stretch of the softening function
of the SFRC-3D mix had a slight negative slope which
might be related with the anchorage that the hook provide
to 3D fibres.

Concerning the rest of stretches of the softening curves,
it can be seen that the softening function of SFRC-OL
continues to bear a progressive unloading until the total
failure of the material. Another feature that should be
mentioned is that the slope of the remaining stretches
changed among them which provided the material a
certain degree of ductility. In the case of the SFRC-3D
softening function it can be seen that after the first stretch
that boasts a moderate unloading a stretch with a notable
steep slope is defined. These final two stretches have a
similar slope and finish when the material collapses. The
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singular characteristic of the softening function of SFRC-
5D mix is that after the initial load drop there is an
increment of the load-bearing capacity in the second
stretch. This feature may be the effect of the double hook
that fibres boast in their ends. It seems that once such
anchorage starts to fail the load bearing capacity
decreases. This process continues until the material fails.
Another characteristic that should be mentioned is that,
in all concrete formulations, the maximum crack width
was smaller than the length of the fibres added, with no
evident relation to the fibre length.

In order to assess the accuracy of the simulations, an
evaluation of the fracture energy consumed in the
experimental tests and in the simulations was carried out.

Table 4. Comparison of the experimental and simulated
fracture energies at a deflection of 10 mm

Experimental | Simulation AGS
Gr(N/m) Gy (N/m) (%)
SFRC-OL|  5,270.4 5,179.7 —1.75%
SFRC-5D| 12,627.8 12,878.1 1.94%
SFRC-3D 9,095.8 9,213.9 1.28%

It should be mentioned that in the last column of Table 4
it can be seen that relative error of the fracture energy
simulated is in all cases below 2%.

5 CONCLUSIONS

This study implemented multi-linear softening functions
in a user material subroutine of a finite element code
(ABAQUY) in order to simulate the three-point bending
fracture behaviour of three SFRC performed with
straight, hooked and doble-hooked fibres. The results
obtained and the high efficiency of the numerical
implementation showed that the methodology used is a
robust and efficient.

The mentioned approach reproduced the fracture energy
consumption of the three concrete types studied with
accuracy, obtaining less than a 2% difference between
the experimental and the simulated fracture energy.

The softening function corresponding to SFRC-5D
showed that the double-hooked end in the 5D fibres
might not provide an increment of the fibre—matrix
anchorage for reduced CMOD values. Nevertheless,
regarding SFRC-3D, no load drops appeared at reduced
crack widths. In the case of the softening function of
SFRC-OL, its shape showed a progressive unloading of
the material. Lastly, no relationship was observed
between the length of the fibres and the maximum crack
width of the softening functions found.
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RESUMEN

El Criterio Acoplado de la Mecénica de la Fractura Finita (CC-FFM) se ha usado en trabajos previos, por los presentes
autores, para predecir el inicio y crecimiento de grietas a lo largo de una interfase representada mediante el Modelo de
Interfase Elastica-Lineal Fragil (LEBIM por sus siglas en inglés). El objetivo principal del presente trabajo es analizar
la relacion entre dos enfoques asociados al CC-FFM: (a) el método ampliamente usado basado en la bisqueda de la
interseccion de las curvas de criterios de tension y energia, y (b) el nuevo Principio de Minima Energia Total sujeto a una
Condicidén de Tensién (PMTE-SC por sus siglas en inglés). Para ello, se comparan dos modelos analiticos del ensayo de
doble viga en voladizo (DCB por sus siglas en inglés) basados en el modelo de vigas de Euler-Bernoulli. El ensayo DCB
se estudia bajo control en carga por el método de las curvas y el PMTE-SC. Los resultados analiticos obtenidos prueban
que las predicciones por el método de las curvas y el PMTE-SC son esencialmente idénticas.

PALABRAS CLAVE: Modelo de Interfase Eldstica-Lineal Fragil (LEBIM), Criterio Acoplado, Mecénica de la
Fractura Finita (FFM), ensayo de doble viga en voladizo (DCB), minimizacién de energia total

ABSTRACT

The Coupled Criterion of Finite Fracture Mechanics (CC-FFM) has been used by the present authors, in previous works,
to predict the crack onset and growth along a linear-elastic interface modelled by means of the Linear Elastic Brittle Inter-
face Model (LEBIM). The main objective of the present research is to analyse the relationship between two approaches
associated to the CC-FFM: (a) the widely used method based on looking for the intersection of stress and energy crite-
ria curves, and (b) the novel Principle of Minimum Total Energy subjected to a Stress Condition (PMTE-SC). For this
purpose, two analytical models of the Double Cantilever Beam (DCB) test based on the Euler-Bernoulli beam model are
compared. The DCB test is studied under load control by the curves method and the PMTE-SC. The obtained analytical
results prove that the predictions by the curves method and the PMTE-SC are essentially identical.

KEYWORDS: Linear Elastic Brittle Interface Model, coupled criterion, Finite Fracture Mechanics (FFM), double
cantilever beam test (DCB), total energy minimization

1. INTRODUCCION analitico para obtener los campos de tension y desplaza-
miento en la interfase entre las dos laminas (vigas) del
ensayo. En los estudios mencionados se utiliza el mode-

El ensayo de doble viga en voladizo (DCB por sus si- lo de viga de Euler-Bernoulli para simular las dos vigas
glas en inglés) es un ensayo ampliamente conocido que en voladizo que se unen a través de una interfase eldsti-
permite determinar la energia critica de fractura en unio- ca lineal (interfase tipo Winkler) que representa la capa
nes adhesivas en modo I de fractura. Este ensayo permite adhesiva. El Modelo de Interfase Eldstica-Lineal Fragil
una caracterizacién adecuada de la capa adhesiva, lo cual (LEBIM por sus siglas en inglés) ha sido ampliamente
es muy importante en la evaluacion de la calidad de las estudiado ([9, 10, 11, 12, 13, 14, 15], entre muchos otros)
uniones adhesivas. En particular permite determinar los para caracterizar el inicio y la propagacién del dafio en es-
pardmetros que caracterizan su resistencia a la fractura. te tipo de interfases, donde los desplazamientos y las ten-
La prueba DCB también se utiliza como método de pre- siones son proporcionales en cada punto. Sin embargo,
diccioén del crecimiento de delaminaciones (sin presencia una interfase modelada con LEBIM tiene acoplado tres
de adhesivo) en laminados de material compuesto y per- caracteristicas mecdnicas: la rigidez, la energia critica de
mite comparar el rendimiento de diferentes tipos de lami- fractura y la resistencia critica, debido a esta restriccion
nado. Una revision de varias aplicaciones de este ensayo el LEBIM puede no caracterizar adecuadamente algunas
se puede encontrar en [1, 2]. uniones. Otra desventaja del LEBIM es que considera una

propagacioén infinitesimal del dafio, de manera similar a
En [3], siguiendo a [4, 5, 6, 7, 8],se desarrolla un modelo la Mecdnica de la Fractura Lineal Eldstica (LEFM) de
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Griffth. Sin embargo, en algunos procesos de fractura, el
fallo ocurre instantineamente, lo que lleva al crecimien-
to de una grieta con una longitud finita. Debido a estos
dos hechos, el Criterio Acoplado de Mecéanica de Fractu-
ra Finita (CC-FFM) ([16, 17, 18, 19]) se ha incorporado
en el LEBIM (CCFFM+LEBIM) ([20, 21, 22, 23, 24, 3])
para mejorar la prediccién del dafio en este tipo de inter-
fases. El Criterio Acoplado combina dos criterios utili-
zados tradicionalmente por separado en materiales fragi-
les y cuasi-fragiles: el criterio de tensidn y el criterio de
energia, siendo cada uno de ellos una condicion necesa-
ria pero no suficiente para que se inicie o propague una
grieta. Actualmente, existen dos enfoques CC-FFM:

= El primer enfoque se basa en la definicion de las
curvas que se obtienen del criterio tensional y del
criterio energético. El cumplimiento de ambas con-
diciones produce la formulacién del criterio aco-
plado de [16]. Con este enfoque, el criterio acopla-
do aplicado al LEBIM implicaria la integracién de
la Tasa de Liberacién de Energia (ERR por sus si-
glas en inglés) a lo largo del fallo de la interfase.

= Por otro lado, el segundo enfoque se basa en el
Principio de Minima Energia Total sujeta a una Con-
dicién de tension (PMTE-SC) presentado por [25].
Este enfoque se basa en la minimizacién energética
de las posibles configuraciones danadas del proble-
ma en estudio.

El objetivo de este trabajo es el estudio comparativo entre
estos dos enfoques alternativos del CC-FFM aplicados al
LEBIM en el ensayo del DCB.

2. CCCFM+LEBIM EN EL ENSAYO DCB

Como se ha mencionado en la seccién anterior, en es-
te trabajo la comparacién de los dos procedimientos del
CCCFM+LEBIM se realiza en el ensayo DCB bajo con-
trol en carga y representado en la Fig. 1. La eleccién de
este caso estd justificada por ser un ensayo ampliamente
conocido y producir un crecimiento de la grieta en mo-
do I puro. Estas caracteristicas permiten una comparacién
adecuada de los dos procedimientos.

En el LEBIM las interfases o uniones adhesivas se mode-
lan usando una distribucién continua de muelles, donde
las tensiones y los desplazamientos relativos son propor-
cionales en cada punto de la interfase, cumpliéndose que
o(x) = k,0,(x), donde k, es la rigidez normal de la in-
terfase, o(x) las tensiones normales y 9,(x) los desplaza-
mientos normales en cualquier punto “x” de la interfase

no dafiada [15, 14], tal y como se representa en la Fig. 1.

Por tanto, el criterio de tension se evalda antes del inicio
del dafio en toda la superficie donde se espera que la frac-

162

AP con
yA u(P)
[
e -
( T Adhesivo”
|
! l-a
A
7l E——— — -
| EECRE RERE
‘ x
! l-a

Seccién transversal:

[ ]
[ Jdn
b

Figura 1: Configuracion de ensayo DCB. La barra sobre
P significa que la condicion impuesta es en carga y u(P)
es el desplazamiento producido por la carga P.

tura se inicie o se propague. Sin embargo, en este método,
como el criterio acoplado se aplica a interfaces eldsticas,
el criterio de tension se impone para todos los puntos no
dafiados “x” de la interfase del problema. El objetivo es
localizar uno o varios segmentos finitos de la interfase
que pueden danarse, p. ej. de x = 0 a x = Aa, que cum-
plen el criterio de tensién. Siguiendo la formulacién adi-
mensional y general introducida en [25, 19, 26], el crite-
rio tensional (puntual) se puede escribir para el problema
propuesto como:

nom 1
Trom 5 50— vxe[0,Aal )
o a(x)
con O(x)= O—(x),
O nom

donde o om €s la tensién nominal aplicada que depende
de cada problema y o la resistencia a traccién de la in-
terfase. Para este caso especifico se ha optado por definir
la tensién nominal como

P
b lch

JE'R
6k,

con

Onom = lenw = (2)

donde /., es una longitud caracteristica del problema que
relaciona la rigidez de la viga con la de la interfase y
que depende de: E’, el mddulo eldstico para condiciones
de deformacion plana; k,, la rigidez de la interfase, y A,
el espesor de las vigas en voladizo. Se destaca que esta
longitud caracteristica es similar a la propuesta por otros
autores [6, 7], y ampliamente referenciada en la biblio-
grafia.

Ademas del criterio tensional, para iniciar o propagar una
grieta en la interfase por un incremento finito de su lon-
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gitud Aa > 0, se debe cumplir la siguiente condicion de
balance energético

—All(Aa) > AR(Aa), 3)
donde los lados izquierdo y derecho se definen como el
decremento de la energia potencial y el incremento de la
energia disipada, respectivamente, en un avance de grieta
finito (tipicamente instantdneo) Aa. La energia liberada
en el proceso de fractura se puede calcular mediante va-
rios métodos, y la forma de calcularlo dependerd del en-
foque CC-FFM utilizado. Por ejemplo, calculando la in-
tegral de la ERR considerando una grieta virtual que cre-
ce en la parte de interfase definida por Aa [15, 21, 23], 01a
disminucién de la energia potencial al restar las energias
potenciales antes y después del fallo de la interfase [25].

Siguiendo a [25, 19, 26], la condicién del criterio energéti-
co para materiales eldsticos lineales se puede escribir en
términos de funciones adimensionales de la siguiente for-

ma
2 2

Tromlen s trag) Giel2 AR(A),
2k, ¢

donde [, es una longitud caracteristica del problema, Aa =
IAC—;’, O nom €S la tensién nominal aplicada (considerada en
el criterio de tensidn), Gy es la energia critica de frac-
tura en modo I puro de la interfase y, por tltimo, T(Aa)
y R(A) son funciones adimensionales que representan
la energia potencial y la disipada del problema, respecti-
vamente. Si expresamos el balance energético a través la
tensién nominal elegida para este problema, Eq. (2), este
balance energético se puede reescribir como:

“4)

232

——All(Ae) > Gi.AR(Aw),
b? 1,2k,

(&)

Por tanto, siguiendo la formulacién del CC-FFM intro-
ducida en [19], la funcién adimensional g(Aa) se puede
definir como R
AR(Aa)
g(Aa) =

- onae) 6
—ATl(A@) (©)

Como se ha indicado anteriormente, en el CCFFM + LE-
BIM, la resistencia a traccion, la energfa critica y la rigi-
dez de la interfase quedan desacopladas. Por esta razén,
[20] propone representar la relacién de estas propiedades
mecénicas de la interfase a través del pardmetro adimen-

sional u:
_ 2(;k kn
== (7)

oc

el cual caracteriza la fragilidad o ductilidad de la interfase
en modo I en el CCFFM + LEBIM [21, 23, 24].

Finalmente, el criterio de energia se puede reescribir co-
mo

Tnom > \Juglha) 6

0. bl o,

2 Vug(ha)  (8)
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Si el criterio tensional de la Eq. (1) se expresa en fun-
cién del segmento finito adimensional de la grieta, Aa, y
del valor de la tensién nominal del problema, como en el
criterio de energia de la Eq. (8), el CCFFM aplicado al
LEBIM se puede escribir como

= rrAlfn max {s(Aa), Vi g(Aa)} ,

donde Py es la carga minima aplicada en el extremo de
la viga que satisface ambos criterios y produce un avance
de grieta de longitud Aa. = Aa.

Py
b lch Oc

©))

La expresién definida en (9) corresponde al CC-FFM apli-
cado al LEBIM por el método del estudio de las de la cur-
vas que generan el criterio de tensidn, representado por la
funcién s(Aa), y el criterio de energia representado por la

funcién /u g(Aa).

Como alternativa al estudio de las funciones s(Aa) y
Viug(Aa), en [25] se presenta el PMTE-SC para prede-
cir el inicio y/o el crecimiento de grietas mediante incre-
mentos finitos de la longitud de la grieta en una inter-
fase elastica lineal en el marco del CC-FFM. Este enfo-
que parece mds versitil que la metodologia anterior para
resolver problemas complejos de fractura. Esto se debe
principalmente a que el PMTE-SC es mds adecuado para
una implementacién computacional general de un proce-
dimiento de pasos de tiempo y es capaz de abordar pro-
blemas donde existe una competencia entre el inicio y la
propagacion entre varias grietas. Ademads, la energia total
se puede formular como una funcién convexa por sepa-
rado en términos de los campos de desplazamiento y de
dafio, lo que permite aplicar algoritmos de optimizacién
eficientes y estables para minimizar la energia total. De
acuerdo con [25], el PMTE-SC se puede formular me-
diante la siguiente minimizacion:

min AIl(Aa) + AR(Aa),

AacA,

(10)

donde, como en la Eq. (3), All(Aa) es el incremento de la
energia potencial del sistema y AR(Aa) es la energia di-
sipada debido a un avance de grieta (posiblemente finito)
en la interfase Aa. En aras de la generalidad, Aa se en-
tiende en la Eq. (10) como un subconjunto de la interfase
I, es decir, Aa C I, posiblemente estando compuesto
por uno o varios dafios conectados. Aa define un posible
avance de la grieta, representando el conjunto de puntos
sobre I que van a ser dafiados en este avance de fisura.
A, C It es el subconjunto de todos los puntos (todavia)
no dafiados en I donde se cumple el criterio puntual de
tension definido en la Eq. (1) antes de que ocurra el avan-
ce de grieta considerado.
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3. COMPARACION DE LOS DOS ENFOQUES
DEL CCFFM+LEBIM EN UN ENSAYO DE
DCB CON CONTROL EN CARGA

Con base a los conceptos tedricos expuestos en [3] para
este caso especifico del ensayo DCB bajo control en car-
ga, se va a comparar los resultados obtenidos mediante
los dos procedimientos anteriormente descritos: el estu-
dio de la interseccion de las curvas del criterio energético
y tensional y el PMTE-SC. Para llevar a cabo esta com-
paracion se ha utilizado las caracteristicas mecanicas y
geométricas del ensayo descritas en la Tabla 1.

Tabla 1: Caracteristicas mecdnicas y geométricas utili-
zadas para el andlisis de dario en el ensayo de DCB.

[(mm) h(mm) ao(mm) E(GPa) v
Léaminas 237 1.5 0 135 0.3
k,(MPa/um)
Adhesivo 0.30
Longitud caracteristica: /.;,=4.08388mm
Parametro adimensional: 1=58.033
2.0
Exceso de energia
$(Aaw),
1.5
1.0 1
<l e Vig 3o)
0.5
Carga minimo aplicada que satisface los dos criterios
(ﬂ»ﬁ)—m.axxnﬂ. 1.08328)

0.0

0.0 0.5 2.0

Figura 2: Resultados de A, y Py mediante el estudio de
las funciones s(Aa) y /i g(Aa). Las lineas horizontales
representan las cargas adimensionales aplicadas ﬁ
incluidas en la Fig. 3. Se han respetado los colores de

cada carga en cada figura para facilitar la comparacion
con la metodologia del PMTE-SC.

En la Fig.2 se representan las curvas de las funciones del
criterio tensional de la Eq. (1) y del criterio energético de
la Eq. (8) para u = 8. Se puede observar que el criterio
energético parte con pendiente negativa, por encima del
criterio tensional, y por tanto, la carga minima que sa-
tisface ambos criterios, segin la Eq. (9), viene dada por
la interseccion de las dos curvas. Esto produce un inicio
instantdneo de un nuevo segmento finito de la grieta Aa,
para una carga especifica Ps. Es decir, tanto Aa, como P;
estan definidos por la interseccién de estas dos curvas.
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Ademas de las curvas del criterio tensional y energéti-
co, se han afiadido once lineas horizontales que coinciden
con los valores y colores de 3 lf: - utilizados en la Fig. 3
que representa la metodogia del PMTE-SC para facili-
tar la comparacién entre los dos métodos. Los valores de
71,0, fepresentan la carga impuesta al final de las vigas
en voladizo y varian de 0.5 a 1.47, en intervalos de 0.097.
La interseccion de estas lineas horizontales con la curva
s(Aa) se indica mediante el cambio de lineas discontinuas
a continuas. Estas lineas discontinuas definen, para cada
valor de ﬁ, la longitud de la regién A« que satisface
el criterio tensional. Las longitudes de las regiones some-
tidas a esfuerzos suficientemente altos coinciden perfec-
tamente con el final de las lineas discontinuas en la Fig. 3.
Es interesante notar que desde la séptima linea horizon-
tal (azul claro) las siguientes lineas horizontales también
interceptan la curva del criterio de energia con valores su-
periores al criterio tensional. Este punto azul claro define
la carga minima que satisface ambos criterios. Cabe des-
tacar que todas las cargas mds altas producen un exceso
de energia que conduce a un crecimiento inestable de la
grieta en la interfase y se representa mediante las lineas
punteadas dentro de las lineas discontinuas.

1.0

—— -
Carga minimo aplicada que
satisface los dos criterios

Efecto tunel

(o, P \_(0 58876 439
MU’) (0588767, 1.08328)

M(Aa) +R(Ac)

Exceso de
energia \ \
o 1 2 3 4
Aa

Figura 3: Funcion de energia total ﬁ(a) + R() para
varias cargas adimensionales aplicadas incluidas en la
Fig. 2. Se han respetado los colores de cada carga en
cada figura para facilitar la comparacion con la metodo-
logia de curvas. La parte punteada de una curva repre-
senta la region de interfase de longitud a que cumple el
criterio tensional.

Para explicar el procedimiento PMTE-SC en el ensayo
DCB, la Fig. 3 muestra la funcién f[((z) + ﬁ(a), para las
caracteristicas geométricas y mecanicas descritas en la
Tabla 1 y con u = 8, al igual que el procedimiento ante-

rior. Se utilizan los once mismos valores de 11: — que en

la Fig.2. Se observa que para valores crecientes de ﬁ,
los valores iniciales de la energia total, al igual que los
maximos de las curvas, disminuyen. La zona de posible
fractura en la interfase debido al criterio tensional de la
Eq. (1) se representa por una linea discontinua. Por tanto,
la grieta sélo seria posible si se produce un efecto tiinel
en la barrera de energfa total para un A« especifica que
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verificase que [1(Ae) + R(A) = TI(0) + R(0), si todos los
puntos de interfase &, A—a < & < A, cuamplieran el criterio
tensional.

Como era de esperar, al aumentar l:: - la zona que satis-
face el criterio tensional (zona discontinuas de las curvas)
también aumenta, desde la primera curva, donde ningtin
punto que satisface el criterio tensional, hasta la tltima
curva, que permite la mayor zona de fractura posible. Si
bien esta zona aumenta con la carga aplicada, se puede
observar que en las primeras seis curvas no puede ocu-
rrir el fallo de la interfase segiin el PMTE-SC, ya que
All(A@) + AR(A@) > 0 para el mayor valor de Aa que
cumple el criterio tensional. Sin embargo, la carga aso-
ciada a la séptima curva (azul claro) permite el inicio de
una grieta mediante un efecto tinel a través de la barrera
de energia total porque Aﬁ(Aa/c) + AI?(A@C) = 0. Cabe
destacar que esta configuracién representa la carga mini-
ma aplicada que satisface los criterios de tension y de
energia, al igual que el procedimiento de la interseccién
de las curvas representado en la Fig.3. En las siguientes
tres curvas, las cargas aplicadas permiten el dafio debido
al efecto tunel a través de la barrera de energia total y el
subsiguiente crecimiento inestable de grietas debido a un
exceso de energia, porque ATl(A@) + AR(Aa) < 0.

4. CONCLUSIONES

En el presente estudio se presenta una vision del criterio
acoplado de la Mecénica de la Fractura Finita (CC-FFM)
mediante el andlisis de dos enfoques alternativos: (a) el
método tradicional basado en la interseccion de las cur-
vas de los criterios de tension y energia y (b) el novedoso
Principio de Minima Energia Total sujeta a una Condi-
ci6én de Tensién (PMTE-SC). Se destaca que el CC-FFM
asume la posibilidad de que un mecanismo de dafo pue-
de conducir a la aparicién de un nuevo segmento finito de
grieta. Por tanto, libera la hipétesis de Griffith que asume
que el crecimiento de grietas es infinitesimal.

Estos dos enfoques del CC-FFM se aplican al conocido
ensayo DCB para materiales isétropo con una capa delga-
da de adhesivo. Para esto, se utiliza una solucién analitica
basadas en el modelo de vigas de Euler-Bernoulli unidas
por una interfase LEBIM y presentadas en [3]. Y pos-
teriormente, se comparan los resultados de los dos pro-
cedimientos expuestos. El objetivo principal del estudio
es analizar el PMTE-SC para la prediccién del inicio y
la propagacion del dafio. Los presentes resultados abren
nuevas posibilidades para este método, ya que este en-
foque podria ser mds versatil cuando se implemente en
codigos FEM mediante un esquema de pasos de carga in-
cremental, y podria aplicarse a configuraciones mds com-
plejas que incluyen multiples grietas que se inician y pro-
pagan en modo mixto (y no solo modo I como en el pre-
sente estudio).
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RESUMEN

El Criterio Acoplado de la Mecénica de la Fractura Finita (CC-FFM) se ha aplicado tradicionalmente minimizando la
carga necesaria para satisfacer los criterios de tensidn y energia con respecto al tamafio de avance de la grieta, una variable
desconocida a priori. Especificamente, este procedimiento minimiza la envolvente de las curvas de los criterios de tension
y energia. En general, este método conduce a un problema de minimizaciéon no suave y no convexo cuya solucion es
bastante fécil en el caso de una grieta que avanza en 2D, pero su implementacién computacional general, fiable y robusta
para muchas grietas que avanzan a la vez puede ser muy dificil de resolver. Con el objetivo de desarrollar una herramienta
computacional general basada en el CC-FFM, una nueva metodologia computacional basada en el Principio de Minima
Energia Total sujeto a una Condicién de Tensiéon (PMTE-SC por sus siglas en inglés) fue propuesta por Mantic¢ (2014),
que incluye una representacion discontinua de grietas y es bdsicamente equivalente a la formulacién original de CC-
FFM. En este trabajo se utiliza una herramienta computacional basada en el PMTE-SC implementada en el c6digo FEM
Abaqus® para predecir la aparicién y propagacién de grietas en las interfases tipo Winkler (muelles). El objetivo principal
de este trabajo es comparar los resultados del cédigo desarrollado con los resultados analiticos del ensayo de doble viga
en voladizo (DCB por sus siglas en inglés).

PALABRAS CLAVE: Modelo de Interfase Elastica-Lineal Fragil (LEBIM), Criterio Acoplado; Mecanica de la
Fractura Finita (FFM), ensayo de doble viga en voladizo (DCB), minimizacién de energia total

ABSTRACT

The Coupled Criterion of Finite Fracture Mechanics (CC-FFM) has traditionally been applied by minimizing the load
necessary to satisfy both the stress and energy criteria with respect to the a priori unknown variable of the crack advance
length. Specifically, such procedure minimizes the envelope of the curves of the stress and energy criteria. In general,
this procedure leads to a non-smooth and non-convex minimization problem whose solution is quite ease in the case one
advancing crack in 2D, but its general, reliable, and robust computational implementation for several advancing cracks,
whose paths might be a priori unknown, seems to be very difficult. With the aim of developing a general computational tool
based on the CC-FFM, Manti¢ (2014) introduced a new computational methodology based on the Principle of Minimum
Total Energy subjected to a Stress Condition (PMTE-SC) with discontinuous representation of cracks, which is basically
equivalent to the original formulation of CC-FFM. While the classical approach minimizes the load required to meet
the two criteria, PMTE-SC minimizes the total energy for a given load in a load-stepping procedure. In this work, a
computational tool based on the PMTE-SC implemented in the FEM code Abaqus® is used to predict the onset and
propagation of cracks in Winkler (spring) interfaces. The main objective of this research is to compare the results of the
developed code with the analytical results of Double Cantilever Beam tests.

KEYWORDS: Linear Elastic Brittle Interface Model (LEBIM), coupled criterion; Finite Fracture Mechanics (FFM),
double cantilever beam test (DCB), total energy minimization

1. INTRODUCCION pero el criterio de Griffith no puede predecir el inicio de la
grieta o la propagacion de grietas pequenas. La Mecdnica
de Fractura Finita (FFM por su siglas en inglés) quiere
dar respuesta a aquellos casos en los que el LEFM no
puede hacerlo, ya que se basa en que el dafio se produ-
ce instantdneamente con una longitud finita, después de
la coalescencia abrupta de defectos para un valor critico
de tensidn. Por tanto, el FFM no mantiene la hipétesis de
Griffth que asume que el crecimiento de grietas es infini-

Aunque la base de la teoria de la Mecanica de la Frac-
tura Elastica Lineal (LEFM) sigue siendo esencial hoy
en dia para explicar los conceptos mds avanzados de la
Mecanica de Fractura de materiales fragiles, existen algu-
nas evidencias que no pueden ser explicadas a través de
esta teoria. Por ejemplo, el LEFM funciona bien para es-
tructuras agrietadas con grietas suficientemente grandes,
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tesimal y permite predecir el inicio de la fractura con un
segmento finito de grieta.

Bajo esta hipétesis del FFM, Leguillon [1] propuso el cri-
terio acoplado de la Mecdnica de Fractura Finita (CC-
FFM por su siglas en inglés), que combina dos criterios

tradicionalmente utilizados por separado en materiales fragi-

les y cuasi-fragiles: el criterio de tension y el criterio de
energia. Ya que el primero se usa comiinmente para pre-
decir dafo sin singularidades de tension, y el criterio de
energia se emplea en presencia de grietas. Sin embargo,
Leguillon postul6 que la condicién necesaria y suficien-
te para el inicio de una grieta finita es el cumplimien-
to simultdneo de los dos criterios de forma incremental:
tensional y energético. [1, 2, 3, 4, 5] y [6], entre otros,
han presentado evidencias experimentales que respaldan
la hipétesis de Leguillon.

El criterio energético del CC-FFM ha sido aplicado tradi-
cionalmente por la relacién entre la Tasa de Liberacién de
Energia (ERR por su siglas en inglés), y la variacion de la
energia potencial en los casos de comportamiento eldstico
lineal del material. Ya que la variacion de energia poten-
cial producida cuando se forma una nueva superficie se
puede obtener integrando la ERR en la superficie. Sin em-
bargo, este método para obtener la energia necesaria para
producir la grieta puede ser dificil de aplicar en algunos
casos, especialmente donde no es conocida la trayecto-
ria de la grieta y haciendo considerablemente complejo
minimizar la energia del sistema. Por esta razén, Manti¢
[7] presenta una nueva propuesta basada en el Principio
de Minima Energia Total sujeto a una Condicién de Ten-
sion (PMTE-SC) para aplicar el criterio acoplado con un
procedimiento mas general, donde el criterio energético
es calculado a partir de la energia de deformacién alma-
cenada antes y después del inicio del dafio. E1 PMTE-SC
parece mds adecuado para una implementacién compu-
tacional general con un procedimiento de pasos de carga
lo que permite analizar problemas de competencia entre
el inicio y la propagacién de varias grietas. Ademds, la
energia total se puede formular como dos funciones con-
vexas por separado en términos de los campos de des-
plazamiento y de fallo, lo que permite aplicar algoritmos
de optimizacién eficientes y estables para minimizar la
energia total. Los autores han desarrollado un algoritmo
basado en la propuesta [7] utilizando el c6digo comercial
FEM Abaqus® para predecir la aparicién y propagacion
de grietas en las interfases tipo Winkler (muelles), que
son modeladas a través del Modelo de Interfase Elastica-
Lineal Fragil (LEBIM por sus siglas en inglés) estudiadas
en trabajos anteriores por los autores (LEBIM) [8, 9, 10].
El objetivo principal de este trabajo es la puesta a prue-
ba de esta nueva herramienta computacional a través del
conocido ensayo de doble viga en voladizo (DCB), cuyo
estudio analitico ha sido previamente desarrollado por los
autores en [11].
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2. PRESENTACION DEL PMTE-SC APLICADO AL
LEBIM EN EL ENSAYO DCB

El CC-FFM ([1, 2, 3, 12]) se ha incorporado a LEBIM
(CCFFM+LEBIM) por diversos autores para mejorar la
capacidad de caracterizacion del dafio en la interfase en-
tre dos sélidos ([13, 14, 15, 16, 17, 11]). Originalmente, el
CCFFM+LEBIM estudiado hasta ahora, se basa en la de-
finicidén del criterio tensional y del criterio energético que
produce la formulacién del criterio acoplado del Legui-
llon [1]. Con este enfoque, el CCFFM+LEBIM calcula
la integracion de la Tasa de Liberacion de Energia (ERR
por sus siglas en inglés) a lo largo del fallo de la interfase
([13, 14, 15, 16, 17]). Sin embargo, los autores en [11]
presentan un estudio analitico del conocido ensayo DCB
donde utilizan el PMTE-SC para predecir la carga de fa-
llo, asi como la longitud de la fractura, para dos configu-
raciones diferentes: un ensayo en control en carga y otro
ensayo con control en desplazamiento. En ese estudio se
utiliza el modelo de viga de Euler-Bernoulli para modelar
las laminas (vigas) que se unen a través de una interfase
LEBIM que representa la capa adhesiva. En este trabajo
se usa la solucién de [11] para verificar la herramienta
computacional desarrollada por los autores y basada en
la nueva formulacién del criterio acoplado introducida en
[7] que redefine el CC-FFM como:

min

AacA,

[I(Aa) + R(Aa), (1)
donde I1(Aa) es la energia potencial del sistema y R(Aa)
es la energia disipada después de un avance del dafio en
la interfase Aa (nueva superficie de grieta en la interfase).
Ay, C I es el conjunto de todos los puntos de interfase
(T¢) donde se satisface el criterio puntual de tension defi-
nido como

nom 1
Trom s () E = VxeA,, @)
o8 a(x)
con d(x)= o-(x)’
O—nom

donde oo €s la tensién nominal aplicada que depende
de cada problema y o la resistencia a traccién de la in-
terfase. Especificamente en el caso de estudio de este tra-
bajo, la tensién nominal dependers de P, que es la carga
externa aplicada al DCB, Fig. 1.

Note que el criterio tensional definido en (2) debe ser eva-
luado antes del avance de grieta y arroja como resultado
el conjunto de todas las posibles Aa C I que representa
el conjunto de puntos que pueden dafiarse en este avan-
ce de de la grieta. La idea clave detrds de esta formu-
lacién es que una nueva superficie de grieta solo puede
aparecer en aquellas regiones donde se aplican tensiones
suficientemente altas antes de que ocurra la fractura. El
criterio tensional (SC) funcionaria como un filtro para el



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

PMTE ya que en algunos casos este criterio, sin consi-
derar una condicién de tension, podria predecir errénea-
mente la propagacién de una grieta para cargas aplicadas
demasiado bajas, por ejemplo, en la prueba de una barra
sometida a carga de traccién, discutida por [1].

(a) Ensayo DCB

dmi AP o

A Aminas \ -

kY
g
z[ ,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,,, R —— o g B

T Adhesivo”" \ B
i i Po

l-a ¢y

(b) Modelo: Situacién inicial

Interfase r(

(¢) Modelo: Después del criterio tensional —

Interfase D

Figura 1: (a) esquema del ensayo DCB con control en
carga; (b) puntos no dafiados de la interfase I, y (c) re-
presentacion de A, (el conjunto de puntos que satisfacen
el criterio de tension puntual)

La Fig. 1 y la Fig. 2 representan un esquema del proce-
so de célculo en el que se basa el algoritmo desarrollado
y aplicado al ensayo que se ha utilizado para verificar el
codigo. La Fig. 1 (a) representa el DCB bajo control en
carga (P), y en las Figs. 1 (b) y (c) se representan es-
quemadticamente el conjunto A, obtenido después de la
aplicacion del criterio tensional, para el problema elasti-
co plano que incluye una interfase (I;) representada en
color morado. Para una carga externa dada P, los puntos
dafiados a lo largo de I, cuya tensién normal es mayor
que su resistencia critica, se obtienen calculando un crite-
rio tensional (2). Se debe tener en cuenta que el conjunto
A, depende de la carga aplicada en cada caso y podria
estar vacio (A, = 0) para pequefias cargas aplicadas. Sin
embargo, A, no serd un conjunto vacio cuando la carga
externa sea lo suficientemente grande.

Una vez que se conoce el conjunto de puntos que pue-
den dafarse (en la Fig. 1 (c) A, se muestra en amarillo),
es decir, qué puntos estaran activos al aplicar el principio
de minima energia total, las posibles nuevas superficies
de grietas conducirdn a la solucién del problema de mi-
nimizacién anterior y dard como resultado aci; que es la
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longitud de grieta producida en un lugar determinado y
para una carga externa fija.

Como indica [7], el PMTE-SC conduce a la bisqueda
de un minimo mediante la evaluacién de la energia to-
tal después de conocer las nuevas superficies propuestas
por el criterio tensional. Sin embargo, en problemas com-
plejos, ademas de un minimo global, pueden aparecer va-
rios minimos locales, los cuales, especialmente las cerca-
nas a la configuracién inicial, pueden dificultar alcanzar
el minimo global. Por esta razon, se debe tener especial
cuidado al explorar posibles dreas dafiadas dentro de A, .
Por lo que en algunos problemas mas complejos, se deben
proponer subconjuntos de inicios de fracturas adecuados:
D, c A, paran € [1,N]. El nimero N debe estar da-
do, por ejemplo, por el nimero de lugares donde podria
iniciarse el dafio, o el nimero de sus posibles combina-
ciones, que se exploraran para la bisqueda del minimo
global de energia total.

Es adecuado definir una variable de dafio, denotada aqui
como ¢, que describe el dafio en cada punto de la in-
terfase, siendo O para un punto completamente dafiado
y 1 para uno sin dafio. Esto significa que para un punto
x € D,, la variable de dafio asociada a este subconjunto
inicial D,, desaparece en x, es decir, {,(x) = 0, mientras
que para un punto y, en el subconjunto complementario,
Ay \ Dy, £,(y) = 1. Se puede esperar, para casos simples,
que todos los D, resulten en el mismo minimo global.
Por lo general, al menos el conjunto vacio @ y el con-
junto completo A, deben encontrarse entre los posibles
subconjuntos D,, como los utilizados en este trabajo y
representados en Fig. 2, donde (a) y (b) corresponden al
conjunto vacio (todos los puntos dentro de A, no estdn
dafiados) y el conjunto completo (todos los puntos en A,
estan danados), respectivamente.

(a) Subconjunto de inicio 1

Interfase r(

(b) Subconjunto de inicio 2

Interfase r(

Figura 2: Ejemplos de los dos subconjuntos de inicio
D, C A, utilizados en este trabajo.

Una vez definidas las N configuraciones de dafio inicial,
cada una de ellas se utiliza en un procedimiento de mini-
mizacién para obtener el a.; asociado a la configuracién



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

con menor energia total. Es destacable que a.;; puede ser
continuo o discontinuo a lo largo de los componentes de
la interfase. También es posible que la energia minima
esté asociada a un avance sin grieta, es decir aqq = 0, 0
viceversa a un avance maximo de grieta, es decir dcir =
Ag.

El problema de minimizacién descrito en Eq. (1) también
puede reescribirse en términos de la variacién de energia
desde un estado inicial ag (incluso si el dafio existe pre-
viamente o no) hasta un estado final (es decir, después
del fallo) a.. Cabe sefialar que a partir de una configu-
racidn inicial ag (ya sea con o sin dafio previo), un nue-
vo dafio solo puede aparecer a lo largo de la interfase si
TI(Aag) + R(Aap) = T1(Aaci) + R(Aagry). Por lo tanto,

min
AaeA,

All(Aa) + AR(Aa) 3)
es equivalente a la Eq. (1), y se denomina en [7] como
el principio (incremental) de mdxima disminucién de la
energia total. Especificamente en este trabajo, por facili-
dad en el desarrollo del cédigo utilizado se ha utilizado la
siguiente minimizacidn que es equivalente a (3):

[1(Aa) + AR(Aa) “4)

min

Aa€A,
donde en cada paso se minimiza la energia potencial total
de todo el sistema mds la energia disipada en la nueva
superficie.

3. RESULTADOS

Esta seccion presenta los resultados numéricos obtenidos
con el programa basado en el PMTE-SC desarrollado por
los autores y descrito en la seccidn anterior. Ademads estos
resultados se comparan con los obtenidos por los mismo
autores de forma analitica en [11].

Para ello se ha utilizado un modelo discretizado en ABA-
QUS con elementos CPE4 (integracién completa y de-
formacioén plana) y descrito en la Fig. 3. En esta figura se
indican las caracteristicas mecdnicas y geométricas del
modelo, la malla y las condiciones de contorno impues-
tas. Para este ensayo se aplica una carga P cercana al va-
lor que provoca el fallo del primer elemento utilizando el
criterio tensional pero sin llegar realmente a la rotura de
ningin elemento. A partir de esa carga impuesta el pro-
grama realizard la busqueda de la carga que produce el fa-
llo de uno o varios elementos, automaticamente, a través
de un incremento de carga determinado por el usuario.
En el ejemplo analizado, la carga impuesta se incrementa
0.5N en cada paso hasta que se produce una fractura fini-
ta a lo largo de la interfase. Para capturar la inestabilidad
instantdnea del problema, propio del control en carga, en
cada salto de fractura finita, la carga aplicada se reinicia
nuevamente, tomando un valor de carga cercano al que
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Figura 3: Modelo numérico del DCB bajo control de car-
ga.

causard el dafio en el siguiente elemento, como en el pri-
mer paso. En consecuencia, después de cada paso en el
que se produce el dafio de la interfase, se debe minimi-
zar la variacién de energia potencial mds la disipacién de
energia, entre un paso y el siguiente.
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Figura 4: Curvas de 11(a) + AR(a) para distintas condi-
ciones de cargas impuestas, P. Las lineas discontinuas
son la region de la interfase que satisface el criterio ten-
sional. Los puntos son el minimo de cada curva obtenida
por el codigo numérico. Los asteriscos son el minimo de

una curva obtenida el método analitico de [11].

La Fig. 4 incluye las curvas Il(a) + AR(a) de los prime-
ros dos pasos de carga de este ensayo. Estas curvas se
calculan mediante la formulacién analitica presentada en
[11]. La zona discontinua de las lineas corresponde a la
longitud de interfase que cumple el criterio tensional y la
linea continua corresponde a la zona de interfase que no
lo cumple. Los puntos y asteriscos representan el fallo de
la interfase (si existe) en cada paso, calculada numérica
y analiticamente, respectivamente. La Fig. 4 muestra que
para los primeros siete pasos de carga, la carga impues-
ta no es lo suficientemente alta como para causar que el
campo de tension a lo largo de la interfase permita la for-
macioén del efecto tinel que provoca el fallo como indica
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Mantic¢ [7]. Sin embargo, en el octavo paso si se produce
el efecto tiinel que permite el crecimiento de la grieta has-
ta una longitud de grieta a, indicada por el punto ama-
rillo. A partir de este punto amarillo se vuelve a cargar el
sistema, paso a paso, hasta obtener el siguiente fallo, indi-
cado por el punto morado. Es destacable que los minimos
obtenidos en los dos pasos, se corresponde con el minimo
de la curva que satisface el criterio tensional. Finalmen-
te en la Fig.5 se muestra la curva Fuerza-desplazamiento
obtenida.
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Figura 5: Curva carga-desplazamiento para el ensayo
DCB bajo control de carga.

4. CONCLUSIONES

Se ha descrito el funcionamiento de un procedimiento
que combinan el PMTE-SC y la formulacién de LEBIM
a través de un codigo comercial basado en FEM. Estos
procedimientos abren nuevas posibilidades para estudiar
el inicio y la propagacién de grietas a lo largo de las inter-
fases para problemas complejos cuya minimizacién de la
energia puede resultar dificil. Ademads, este método predi-
ce una generacion instantdnea de grietas sin la necesidad
de un crecimiento del fallo de forma infinitesimal ya que
se el PMTE-SC se enmarca dentro del CC-FFM . Esto tie-
ne la capacidad de permitir la aparicién de varias grietas
a la vez en un mismo problema.

El c6digo numérico se ha aplicado con éxito a un pro-
blema ampliamente conocido y se ha demostrado que los
resultados tienen muy buena concordancia con el modelo
analitico desarrollados por los autores en [11].
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RESUMEN

Se puede utilizar anélisis de elementos finitos para modelar el comportamiento de los metales duros a microescala y
mejorar el rendimiento de las herramientas y superficies fabricadas con estos materiales. Para ello, se utilizan
reconstrucciones tomograficas de la microestructura del WC-Co para construir mallas 3D reales, que capturan la
verdadera naturaleza del material. Luego, se realizan simulaciones numéricas de micropilares en compresion y vigas con
flexién de tres puntos con fisura utilizando modelos de microplanos definidos por separado para las fases de particulas y
ligantes. El enfoque de microplano impone el equilibrio entre el tensor de tension macroscdpico y los vectores de tension
en diferentes planos de deformacion inelastica en la microestructura utilizando el principio del trabajo virtual. Para el
ligante cobalto, se utiliza el modelo de plasticidad J, de microplano, en el que la integracién de los vectores de
deformacion plastica obtenidos en planos de diferentes orientaciones en la microestructura utilizando la plasticidad J;
clasica produce el tensor de deformacion plastica macroscépica. Para los carburos de tungsteno se emplea el modelo de
microplano M7 recalibrado para adaptarse a su comportamiento mecanico. Se compara los resultados con experimentos
de compresion de micropilares de muestras con diferentes contenidos de carburo de tungsteno. Ademas, se compara la
energia de fractura obtenida en la simulacién de flexion de tres puntos con datos experimentales. Se muestra buena
concordancia entre simulaciones y datos experimentales.

PALABRAS CLAVE: Fractura, plasticidad, Micro-ensayos, Elementos finitos, Microplano

ABSTRACT

Finite element analysis can be used to model the behavior of hard metals at microscale and enhance the performance of
tools and surfaces made of these materials. To this end, tomography reconstructions of the microstructure of the WC-Co
are used to build realistic 3D meshes, which capture the true nature of the material. Then, numerical simulations of
micropillars in compression and three-point-bend beams with a crack are carried out using microplane models defined
separately for particle and binder phases. The microplane approach impose the equilibrium between the macroscopic
stress tensor and the stress vectors on different planes of inelastic deformation in the microstructure using the principle
of virtual work. For the cobalt binder, it is used the microplane Jo-plasticity model, in which the integration of the plastic
strain vectors obtained on planes of different orientations in the microstructure using the classical J,-plasticity yields the
macroscopic plastic strain tensor. For the tungsten carbides the microplane model M7 recalibrated to fit their mechanical
behavior is employed. The results are compared with micropillar compression experiments of samples with different
tungsten carbide contents. Moreover, the fracture energy obtained in the three-point-bend simulation is compared with
experimental data from similar grade. It is shown good agreement between simulations and experimental data.

KEYWORDS: Fracture, Plasticity, Micro-tests, Finite element

uno con microestructura de granos finos y 10,5% en peso

INTRODUCCION de Co (usada tipicamente en operaciones de maquinado)

. ) . . y la otra microestructura de granos grandes y 22,4% en
En este trabajo se comparan simulaciones y experimentos peso de Co (usada tipicamente en operaciones mineras).
de compresion de micropilares. Cada micropilar tiene Se presentaran los resultados de simulacion de seis
una microestructura diferente reconstruida, como en la mallas de micropilares de cada tipo totalizando doce
Figura 1. La reconstruccion se hace con base en imagenes simulaciones.

de tomografia FIB de dos tipos del compuesto WC-Co,
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Figura 1: Microestructura de WC-Co reconstruida:
tamafio de grano fino y grueso.

Se utiliza la técnica microplano para el modelado del
WC-Co, con dos relaciones constitutivas diferentes para
cada fase. Para el ligante de Co se utiliza un modelo de
plasticidad basado en el invariante J;, que, debido a su
implementacién en el marco del microplano, captura el
efecto vértice [1] importante en regimenes de alta
deformacion y cargamentos no proporcionales. En
cuanto al carburo WC, se utiliza el modelo de microplano
M7, ideal para materiales semi fragiles, que utiliza los
limites tension-deformacion y la teoria de bandas de
grietas para modelar la fractura [2] [3] [4]. EI modelo M7
es una poderosa relacion constitutiva que se ha utilizado
para modelar compuestos de fibra. [5] [6], materiales en
régimen de fatiga [7], fluencia [8] y alta tasa de
deformacion [9].

Se compara los resultados de las simulaciones con datos
experimentales de tamafio de grano similar producidos
por Tarragé et al [10] (granos gruesos) y Sandoval et al
[11] (granos finos). Se demostrard que la metodologia
propuesta produce resultados en concordancia con los
datos experimentales, tanto en términos de las curvas de
tensién-deformacién  calculadas como en el
comportamiento ineléstico observado.

DATOS EXPERIMENTALES

En Sandoval et al [11] se calcula las curvas de tension-
deformacion a partir de los datos de carga-
desplazamiento medidos, considerando un area por
debajo de 1 um desde la parte superior de los
micropilares. En Tarragé et al [10] se calcula la curva
tensién-deformacién también a partir de la curva carga-
desplazamiento medida, considerando un area de tres
cuartos de la longitud total del micropilar. Las curvas de
tensién-deformacién experimentales para los diferentes
tamafios de grano estan en la Figura 3.

MODELADO NUMERICO
2.1. Modelo Microplano M7

Para representar cada microplano se utiliza su
correspondiente vector normal unitario 7@ y los vectores [

y i de corte. Para evitar cualquier sesgo direccional, a
i se le da una direccion aleatoria pero paralela a su
plano, luego se define I como I = 7 x . Por lo tanto, se
calcula los componentes de deformacion en cada plano
como &y = Nijeij’ Ey = Mijeij ye = LL'jEL'jv donde los
subindices van de 1 a 3 y N;; = nin;, M;; = (nym; +
n]ml)/Z Y, L” = (Tlil]' + njl,)/Z Se obtiene las
componentes de tension del microplano oy, gy Yy o
utilizando la relacion constitutiva correspondiente como
oy = Fy(ey), 0 = of + 0fy = F,(e? + €) en tension
( oy >0) [2], [12]. EI tensor de tensiones se calcula
considerando el principio del trabajo virtual:

2n
?0':58': f(0N6€N+aM5€M+JL55L)dQ (1)
Q
lo que lleva a
Q

En compresion( oy < 0), la ecuacion de equilibrio de
tensién macro-micro se convierte en:

Gij = I(GDNI']'+GLLij+0-MMij)dQ+GV8ij (3)
Q

en la que o, = Fp(ep) Y oy = Fy(e,) son las partes
desviadoras y volumétricas de la tension normal del
microplano obtenidas a partir de las funciones
constitutivas correspondientes.

Tal enfoque tiene algunas ventajas clave: (i) permite
modelar el dafio y el agrietamiento, en el régimen de
ablandamiento por deformacion [12]; (ii) las ecuaciones
constitutivas son mas intuitivas ya que se utiliza vectores
en lugar de invariantes de tensores de segundo orden, (iii)
se captura automaticamente las interacciones entre
deformaciones inelasticas en diferentes direcciones; (iv)
el tensor de tensién "macro™ se calcula a partir de cada
componente de tensién del microplano utilizando el
principio del trabajo virtual, que conecta la microescala
con la escala del tensor. El algoritmo del modelo
microplano M7 algoritmo completo se explica en [2] [3]
y no se dara aqui. Sera este el modelo utilizado para los
carburos WC.

2.1. Modelo Microplano J2-plasticidad

En el modelo de plasticidad basado en el invariante J; la
superficie de fluencia se expresa en términos de J; seglin

1
J2= 6 [(o1 — a1)? + (o — oun)? + (o1 — 01)?] Q)

donde gy, a;; Y a;;; son los esfuerzos principales de . La
superficie de fluencia se expande en funcién de la

deformacién pléstica acumulada, €'/
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Jo = (&)

Cuando se alcanza el limite elastico, se impone el retorno
radial del estado de tension a la superficie de fluencia. El
endurecimiento isotrépico es inapropiado para cargas
variables, como lo demuestra el efecto Bauschinger, que
se soluciona considerando la  suposicion de
endurecimiento cinematico [13].

(®)

Sin embargo, los materiales policristalinos no son ni
completamente isotrépicos  ni completamente
cinematicos. Tales suposiciones se originaron a partir de
observaciones empiricas a escala de ingenieria. En
realidad, cuando ocurre la deformacion, los granos
cristalogréficos se reorientan hacia el flujo plastico. El
deslizamiento plastico ocurre en planos predefinidos de
cada cristal y se desarrolla una tension residual entre los
cristales adyacentes. MacroscOpicamente, se espera un
cambio en la forma de la superficie de fluencia, llamado
efecto vértice [1]. Por lo tanto, los modelos de plasticidad
cristalina, desarrollados a partir de observaciones de
monocristales, pueden reproducir la mayoria de los
mecanismos de deformacién observados a nivel
macroscopico [14], incluido el efecto de vértice.

En este trabajo, se implementa la plasticidad J, dentro del
marco del microplano:

;ff) (6)

0% + o7 + 0% =1,(e
donde o, =oy —oy, es el esfuerzo desviador del
microplano, o, y o, son los esfuerzos cortantes del
microplano, oy = N;j0;; es el esfuerzo normal del
microplano, o, = o0;;/3 es el esfuerzo volumétrico y
1,(€8) es la funcion de endurecimiento definida en un
microplano. Con ello, no solo se predicen el
endurecimiento por deformacidn y el efecto Bauschinger,
sino también el efecto de vértice, en el que la carga
tangencial a la superficie de fluencia produce una
respuesta elastoplastica como en los experimentos (la
plasticidad macroscopica clasica J, predice la respuesta
elastica en este caso).

CALIBRACION Y VERIFICACION
3.1 Microplane J2-plasticidad - cobalto

Se realiz6 la calibracién considerando un ensayo de
traccion uniaxial simple para obtener los parametros del
material que controlan el endurecimiento por
deformacion y el limite de fluencia. EI modulo elastico y
el coeficiente de Poisson fueron los (inicos parametros
conocidos al comienzo de este proceso. Al final, se
obtuvo los parametros de la Tabla 1 para el Co.

Tabla 1: Parametros de plasticidad del microplano J;
para cobalto

Pardmetro  Valor Significado
E 230 GPa  Mddulo de Young
v 0.33 Coeficiente de Poisson
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kq 0.52 Exponente de la ley de
endurecimiento

k, 0.055 Deformacion  plastica
normalizada

ks 620 MPa  Aproximadamente el

limite elastico

3.2 Microplane M7 - carburo de tungsteno

Se optimizaron los pardmetros buscando una respuesta
similar entre micropilares simulados y los datos
experimentales de Sandoval et al [11]. EI modulo elastico
y el coeficiente de Poisson eran los Unicos pardmetros
conocidos al comienzo del proceso de calibracion. Para
verificar la validez de los parametros optimizados en
cuanto al comportamiento de agrietamiento modo I, se
consideraron tres simulaciones de una viga de flexion de
3 puntos con el WC-Co de tamafio de grano fino. La
energia de fractura liberada durante la flexion de 3 puntos
fue de 225+23 Jm "2, en comparacidn con 246+5 Jm 2 de
tamafio de grano similar encontrado en la literatura [15].
En la Tabla 2 los parametros utilizados en el Modelo M7
para los carburos de tungsteno.

Tabla 2: Parametros del material del modelo M7 de
Microplano

Pardmetro  Valor Sentido

E 700 GPa  Mddulo de Young

v 0.24 Coeficiente de Poisson

ky 7.3-1077  Pardmetro de
dimensionamiento radial

k, 950 Controla resistencia
maxima bajo
cizallamiento

ks 0.5 Controla la pendiente
posterior al pico bajo
cizallamiento

k, 1.0-10*  Pendiente posterior al
pico bajo controles de
compresién uniaxial

ks 150 Controla resistencia
méaxima bajo compresion
uniaxial

ke 17 Controla resistencia
méxima bajo tension
volumétrica

k; 420 Controla la forma del
limite volumétrico

kg 0.264 Controla resistencia
maxima bajo traccion
uniaxial

ANALISIS DE ELEMENTOS FINITOS

Los modelos geométricos de micropilares tienen altura
de 6000 nm, con didmetros superior e inferior de 2090
nmYy 2700 nm respectivamente, lo que produce un angulo
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cénico de 3 grados, similar a una muestra tipica. Se fija
la superficie inferior, mientras que se aplica una carga de
desplazamiento de 400 pm (6,7 % de la altura total)
mediante un indentador rigido en la parte superior,
suponiendo contacto con un coeficiente de friccion de
0,2. Después se lleva a cabo un paso de descarga. Se
utiliza la fuerza de reacciéon y el desplazamiento del
indentador para calcular las curvas de tensién-
deformacion. Para el calculo de la tension se considera el
promedio entre las areas superior e inferior, tal como se
recomienda en [16]. Para la deformacion se considera la
longitud total del micropilar y el desplazamiento del
indentador.

RESULTADOS Y DISCUSION

En la Figura 2, se puede ver el promedio y el intervalo de
confianza del 95% de los experimentos y el promedio de
las simulaciones. En los graficos de los casos
experimentales, se representd la deformacion axial solo
hasta el valor minimo alcanzado entre todos los
experimentos. Con respecto a la gréfica de tamafio de
grano fino, el promedio de las simulaciones se encuentra
dentro del intervalo de confianza experimental durante el
régimen ineldstico. En los experimentos con la
microestructura mas gruesa, se observé un intervalo de
confianza mas pequefio, pero el nimero de muestras
analizadas (4 micropilares) fue bajo. Ademas, la fraccién
en peso de carburos (85 % en peso) es ligeramente
superior a la fraccién en peso de carburos en los
micropilares simulados.

(a)
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Figura 2: Simulacién de compresion de micropilares:
microestructura de granos finos (a) y gruesos (b).

Debido a problemas de contacto en los experimentos, la
respuesta observada no coincide bien durante el régimen
elastico, como se puede ver en la Figura 2. Asi, para
medir correctamente la rigidez, se suele utilizar la parte
de descarga de las curvas experimentales. En la Tabla 3
se muestra la rigidez de descarga experimental reportada
por Sandoval et al [11], y calculada a partir de las curvas
tension-deformacidén de Tarrag6 et al [10]. La rigidez de
micropilares simulados durante el paso de descarga
coincide con los valores de la literatura.

Tabla 3: Rigidez calculada a partir de la descarga,
valores simulados y experimentales.

Tamafio de Tamafio de
grano fino grano grueso
Rigidez 625+103 270£31
experimental (GPa)
Rigidez de 636127 328+86
simulacion (GPa)

Iméagenes microscopicas de micropilares después de la
compresion en Sandoval et al [11] y Tarragé et al [10]
muestran grietas de carburos que se propagan a 45 grados
en relacion con la carga de compresion y a lo largo de los
bordes WC/WC. Esta es la direccion critica de cizalla
bajo compresion uniaxial, por lo tanto, tal
comportamiento indica una debilidad al esfuerzo
cortante. EI modelo M7 podria reproducir dicho proceso
de falla, como se muestra en la Figura 3.
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Max Princ. Strain

OMTITNO.15

Figura 3: dos ejemplos de grietas de 45 grados a lo largo
de la region superior del micropilar.

Ademas, en las simulaciones, las esquinas y las ranuras
en los carburos fueron el principal origen de las grietas,
muchas de las cuales eran bordes de granos WC/WC en
la muestra de la tomografia FIB. Curiosamente, no se
utilizaron  formulaciones especiales para definir
interfaces ni bordes, lo que sugiere que, al menos
parcialmente, los bordes WC/WC son criticos debido a
su marcada geometria. Se puede apreciar este efecto en
la simulacion que se muestra en Figura 4, donde se
observa una deformacion elevada en estas zonas.

Mco
we

Max Princ. Strain
OMTTNO.1

Figura 4: Concentracion de tensién en las esquinas, que
normalmente se encuentran en las bordes WC/WC.

El modelo microplano J; puede reproducir las grandes
deformaciones observadas experimentalmente en el
ligante de cobalto debido a su formulacion de
deformacion finita. Tal ductilidad mejora la tenacidad en
el material compuesto [17], y esto se puede ver en las
simulaciones cuando carburos rotos se retuvieron gracias
al ligante o cuando los frentes de grietas se detuvieron al
alcanzar el ligante, como se ve en la Figura 5.

177

.Co
L WC

Max Princ. Strain

Figura 5: Carburo roto sostenido por el aglutinante.

Se ha observado que las grietas en el ligante tienden a
crecer cerca de las interfaces WC/Co [17]. En las
simulaciones, el ligante, al ser la fase mas blanda, esta
sujeto a grandes deformaciones a medida que los
carburos se mueven y giran durante la carga de
compresion. Para ejemplificar, en Figura 6, el gran
movimiento relativo entre los carburos provocé mucha
deformacion en el ligante adyacente a los carburos.

!Co
Lwe

Max Princ. Strain

OMNTT"INO0.45

BE 3 ¢

Figura 6: Deformacioén elevada en la fase Co cerca de
los carburos WC.

CONCLUSIONES

En este trabajo se utiliza imagenes de tomografia FIB
para generar 6 mallas de micropilares de tamafio de grano
fino y 6 mallas de grano grueso de WC-Co, totalizando
12 simulaciones de compresion de micropilares. Se
compara las simulaciones con datos de compresion de
micropilares de microestructura similar disponibles en la
literatura. Se aplica dos relaciones constitutivas distintas
durante las simulaciones: el modelo de microplano J;
para el ligante Co y el modelo de microplano M7 para el
carburo WC. Las conclusiones que se pueden extraer de
esta metodologia:

e Las curvas de tension-deformacién de micropilares
simulados de dos grados diferentes reprodujeron
bien los datos experimentales.

e Larigidez calculada con la parte de descarga de las
curvas de tension-deformacion de las simulaciones
coincide con los valores experimentales informados.

e En las simulaciones, la marcada geometria de los
carburos fue la principal causa de grietas en esta
fase. Su propagacion ocurrié a menudo en los planos
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criticos de corte bajo compresion (45 grados), de
manera similar a lo que se observa
experimentalmente.

e El modelo microplano J; puede reproducir las
grandes deformaciones plasticas que sufre la fase
ligante que aumentan la tenacidad del compuesto
WC-Co.

e El ligante es susceptible a altas deformaciones a
medida que los carburos se mueven durante la
compresion de los micropilares. Las observaciones
experimentales corroboran que esta region es critica
para la propagacion de grietas dentro del ligante.

e Eluso de latécnica del microplano para ambas fases
junto con una microestructura real predice muy bien
la deformacion y fractura de micropilares de
carburos cementados de WC-Co. Por lo tanto, es
posible que el uso de esta metodologia pueda
extenderse a otras configuraciones de cargas y
volimenes de material mayores necesarios en las
aplicaciones de ingenieria de dichos materiales.
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RESUMEN

El fendmeno de la fragilizacién por hidrogeno se estd abordando en la actualidad desde diversos enfoques. En
comunicaciones anteriores se ha mostrado el comportamiento del hidrogeno en la red del hierro a nivel atémico en
ausencia de tensiones a través de calculos ab-initio. En el presente trabajo, el estudio se amplia a la identificacion de la
distribucion espacial del hidrogeno relativa a los defectos. El trabajo parte del célculo mediante DFT del efecto del
estado tensional en las barreras de difusién del hidrégeno producido por la presencia de otros atomos de hidrogeno en
sus inmediaciones. Posteriormente, la difusién del hidrégeno en la red BCC del hierro se simula mediante un modelo de
Monte Carlo cinético con el objetivo de computar varios parametros relevantes, como el coeficiente de difusion
macroscopico, el tiempo de residencia caracteristico del hidrogeno en las diferentes trampas presentes en la red y la
distribucién espacial de los diferentes defectos. El método permite identificar patrones regulares en la posicion de
atomos de hidrdgeno en torno a los defectos. Los resultados obtenidos considerando la alteraciéon de las barreras
difusivas debidas a la presencia de hidrégeno se han comparado con los obtenidos sin tener este efecto en cuenta y con
los datos experimentales.

PALABRAS CLAVE: Difusién de hidrégeno, Simulacion KMC, Ferrita, DFT

ABSTRACT

Hydrogen embrittlement has been studied through several approaches. In previous works we reported the energy
landscape from ab-initio calculations in the absence of stress for solute hydrogen in several metallic lattices. The current
work extends the description of the hydrogen in bcc iron system by determining how the different energy barriers are
modified as a function of neighboring hydrogen stress fields using density functional theory (DFT) calculations,
allowing a more complete simulation of hydrogen diffusion in iron subjected to local stresses, and therefore able to
better reproduce interactions with other lattice defects. A kinetic Monte Carlo model is used to simulate hydrogen
diffusion in bcc-iron and compute several relevant parameters such as the macroscopic diffusion coefficient, the
characteristic residence time of hydrogen in the different traps or the spatial distribution of defects and its evolution.
This method is able to identify regular patterns in the position of H atoms in the neighborhood of defects. The results
arising from calculations considering the alteration of the energy landscape as a function of the stress state are
compared to the stress-free configuration and with experimental data.

KEYWORDS: Hydrogen diffusion, KMC simulation, Ferrite, DFT

INTRODUCCION presencia de hidrégeno. Este fendmeno es causante de
pérdidas econdmicas anuales valoradas en 2.5-10"€ [1],
La fragilizacién por hidrégeno de aceros es una de las y uno de los principales obstaculos para una transicién a
causas de ruptura catastr6ficas mas importantes en una economia energética basada en el hidrégeno [2].
aceros. La fragilizacién por hidrégeno es un proceso por
el cual, debido a las interacciones entre el hidrégeno La comprension completa de este fenémeno es uno de
disuelto y el acero, la tenacidad a fractura del metal se los retos cientificos no superados del dltimo siglo. A
ve disminuida de forma significativa, comprometiendo pesar de tener una descripcién completa de sus efectos
la integridad estructural de los componentes de acero en en la escala macroscopica, atin no se ha logrado
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alcanzar un consenso general sobre los mecanismos que
rigen el comportamiento en las escalas menores (nano y
micro), debido a las grandes dificultades existentes para
la deteccion precisa del hidrégeno, debido a su baja
masa y alta movilidad [3].

Actualmente coexisten en la literatura varios modelos
que describen el proceso de fragilizacién por hidrégeno
de metales, todos ellos con resultados experimentales
que los avalan. Entre ellos destacan cinco modelos:

-El modelo HEDE (Hydrogen enhanced decohesion),
basado en la predominancia del mecanismo HID
(Hydrogen induced decohesion), el cual explica la
fragilizacion por hidrégeno debido al debilitamiento de
los enlaces atémicos del metal debido a la presencia de
hidrégeno que conlleva a una descohesién de los
enlaces a lo largo de un plano cristalino [4,5]. Los
defensores de este modelo argumentan que el parametro
fundamental que regula la fragilidad es el alcance de
una concentracién critica de hidrégeno, mientras el resto
de los parametros regulan la cinética de este proceso.
-El modelo HELP (Hydrogen enhanced localized
plasticity), que considera que el proceso de fragilizacion
viene regulado por la accién simultdnea de diversos
mecanismos de plasticidad. Varios autores defienden la
existencia de un unico mecanismo de plasticidad local
[6], consistente en el aumento local de la movilidad de
dislocaciones. Otros autores consideran que es
imprescindible, e incluso mayoritaria, la contribucién de
otros mecanismos: AIDE (Adsorption induced
dislocation emission) [7], HESIV (Hydrogen enhanced
strain-induced vacancy formation) [8] o el rol del
hidrégeno como “defactante” (agente que reduce la
energia de los defectos de la red) [9]. El modelo HELP
considera que la fractura tiene un caracter
microscépicamente dictil, pero limitado a un volumen
muy limitado, lo que conduce a un carécter
macroscopico fragil [10,11].

-El modelo de HEDE mediado mediante HELP, el cual
considera que los mecanismos de plasticidad local son
los mecanismos dominantes del inicio proceso de
fragilizacion, y los responsables finales del alcance de
las condiciones de activacién del mecanismo de
descohesion que conlleva la ruptura final [12].

-El modelo de HELP+HEDE, que sostiene que la
fragilizacion es causada (o al menos fomentada) por la
accion sinérgica de los mecanismos de descohesion y de
plasticidad local, generalmente debida a una sucesién
ciclica de los mecanismos predominantes [13].
-El modelo HIPT (Hydrogen induced phase
transformation), que explica el proceso de fragilizacién
mediante la formaciéon de fases con propiedades
drasticamente diferentes a las del metal base a causa de
la interaccién con hidrégeno [14]. A pesar de que este
mecanismo se vea limitados a aquellos metales
sensibles a una transformacién de fase debida al
hidrégeno, es el Unico mecanismo con apoyo
generalizado por parte de la comunidad en los casos en
que se presenta.
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El objetivo de este trabajo es la continuacion del estudio
presentado previamente [15], basado en el desarrollo de
un c6digo computacional que permita simular de
manera eficiente el proceso de difusion del hidrégeno en
la red de hierro en su fase BCC (a) en un extenso rango
de condiciones, con el objetivo de ayudar a comprender
los mecanismos predominantes en el proceso de
fragilizacion, y su interacciéon en funcion de las
condiciones. En este trabajo, se ha estudiado la
distribucion espacial de los defectos puntuales
(hidrégenos y vacantes) y su evolucién en el tiempo
desde distintas configuraciones iniciales.

El modelo en el que se basa este trabajo es un modelo
estocastico basado en el método de Monte Carlo
cinético (kMC) alimentado mediante resultados ab-
initio obtenidos mediante calculos de DFT con base de
ondas planas.

MODELO COMPUTACIONAL

El modelo computacional desarrollado se basa en el
método de Monte Carlo cinético (kMC). Este método
permite obtener de forma eficiente una evolucién
temporal con un paso de tiempo variable seleccionado
aleatoriamente siguiendo una distribucion probabilistica
de frecuencias que se actualiza tras cada evento
simulado. El paso de tiempo (At) resultante depende de
la suma de frecuencias de los sucesos considerados y
viene determinado por la férmula (1), en la cual R
representa un numero pseudoaleatorio en el intervalo
[0,1), mientras que w; representa la frecuencia media del
suceso i. N representa el niimero de sucesos posibles.

At

_ -InR
i=N
2o,
i=1

El modelo desarrollado tiene una referencia espacial
basada en las posiciones de alta simetria de la red BCC
sin  defectos, considerando exclusivamente las
transiciones entre posiciones vecinas. La frecuencia de
salto de una transicion entre las posiciones i y j (i - ;),
es nula en caso de que las posiciones i y j no sean
vecinas, y viene determinada por la férmula (2) en caso
de que las posiciones sean vecinas. La frecuencia de
transicién entre posiciones vecinas como el producto de
la frecuencia de intento de la transicién i —j (woi-;)y la
probabilidad de éxito de la transicién, que viene
determinada por la barrera energética a superar (Epi_j) y
la energia disponible, que a su vez es el producto de la
constante de Boltzmann (kg) y la temperatura (T). (2)
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Al igual que en el trabajo previo, por motivos de
optimizacién, las vacantes se mueven de forma
aleatoria. A pesar de que esta simplificacién nos impide
estudiar el movimiento y la distribucién de vacantes en
funcién del perfil de concentracién de hidrégeno y del
estado  tensional, nos permite estudiar el
comportamiento de los 4tomos de hidrégeno en el
entorno de las vacantes de manera fiable, debido a la
baja densidad maxima de vacantes y a que la frecuencia
de movimiento de los atomos de hidrégeno es varios
ordenes de magnitud superior a la de las vacantes,
permitiendo alcanzar una situacién de equilibrio local
antes de cada movimiento de vacantes.

El cédigo desarrollado utiliza condiciones de contorno
periddicas para la simulacién del comportamiento en el
interior del cristal, en ausencia de efectos de superficie.

CALCULOS AB INITIO

Los parametros fisicos que regulan el modelo han sido
calculados mediante el uso del codigo de primeros
principios CASTEP [16], basado en la teoria del
funcional de la densidad (DFT) mediante la relajacion
(minimizacién energética autoconsistente) de sistemas
que representan las posibles configuraciones de
equilibrio que pueden adoptar los diferentes conjuntos
de defectos planteados, y las transiciones entre ellos.
Todos los célculos llevados a cabo se han realizado en
una supercelda 3x3x3 de Fe.

Para la realizacién de todos los célculos, se han
utilizado pseudopotenciales ultrasuaves tanto para el
hierro como para el hidrégeno, proporcionados por
CASTEP.

Se ha utilizado una red de Monkhorst-Pack de 4x4x4
para la realizacién de todos los calculos.

Para la realizaciéon de este trabajo, se ha calculado el
paisaje energético observable por parte de un 4&tomo de
hidrégeno intersticial dentro de la red ideal del hierro
BCC, junto a las modificaciones que ejercen sobre él la
existencia de defectos puntuales cercanos, como atomos
de hidrogeno y vacantes. Los resultados maés relevantes,
se exponen en la tabla (1) junto con otros citados en la
literatura.

Tabla 1: Interaccion hidrégeno-hidrégeno, compara-
cion de los valores mds relevantes.

Interaccién Este Hayward | Counts
H-H trabajo etal. [17] et al.
(18]
Repulsion 24meV | 34 meV 20 meV
maxima
Separacion 2.86 A 34A 33A
repulsién
maxima
Atraccion 15meV | 21 meV 30meV
maxima
Separacion 21A 21A 21A
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atraccion
maxima

Rango maximo | 3.19 A 3.6 A >10 A

de interaccion
electronica

Distancia 1.76 A 19A 20A

minima de
separacion

En la tabla 1 se puede apreciar la existencia de una
distancia de equilibrio de 2.1 A que hace referencia a la
configuracién de los &tomos de hidrégeno en posiciones
de cuartos vecinos mds cercanos.

Los valores calculados sobre la interaccién entre los
atomos de hidrégeno y las vacantes concuerdan con los
de otros autores, obteniendo una energia de ligadura a la
vacante por atomo de hidrégeno semejante con uno y
dos 4tomos de hidrogeno ligados, con un valor de
645meV. Esta cantidad es ligeramente superior al valor
reportado por Counts et al. [19] de 577 meV, y mas
similar a aquellos reportados por Besenbacher et al. [20]
y Hayward et al. [21], de 630 meV y 640 meV
respectivamente.

La energia de interacciéon entre una vacante y el
segundo par de atomos de hidrégeno asociados tiene un
valor de aproximadamente dos tercios del wvalor
obtenido en la interaccién con los dos primeros [20,21].
Aunque el valor reportado por varios autores para el
quinto y sexto atomo difiere en signo, todos los valores
en la literatura se encuentran cerca del limite de
precision de la técnica, pudiéndose considerar un valor
de cero de forma efectiva. A partir del sexto 4tomo,
todos los estudios coinciden en una alta repulsion.

En este trabajo se ha considerado un valor maximo de
645 meV para la interacciéon con el primer par de
atomos de hidrégeno, una reduccién lineal para el
segundo par, con un valor maximo de 430 meV y una
interacciéon nula con el tercer par. A partir del sexto
atomo ligado, se considera que la vacante repele los
atomos de hidrégeno cercanos.

DISTRIBUCION ESPACIAL DE
LOS DEFECTOS PUNTUALES

El principal objetivo de este estudio es la simulacién de
la difusién de dtomos de hidrégeno dentro de una red
BCC de hierro con vacantes, y determinar la evolucién
temporal de la distribucién espacial adoptada por los
defectos. Para ello, se han llevado a cabo varias
simulaciones, con distintos tiempos de simulacion y se
han observado las posiciones relativas de los defectos.

La reproducibilidad del proceso de difusién mediante el
codigo propuesto fue estudiada en el estudio presentado
previamente [15], en el cual se calculaba el coeficiente
de difusién del hidrégeno a temperatura ambiente, y su
dependencia con la temperatura y concentraciones de
defectos.
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La deteccién de las posiciones relativas de todos los
defectos requiere el cémputo de los vectores que
separan cada uno de ellos. Este proceso es muy caro
computacionalmente para ser calculado para cada
movimiento en el sistema. Por tanto, se ha adoptado un
doble enfoque con objetivo de reducir el coste asociado,
de tal modo que se considera un primer proceso mas
barato (a) que nos permita detectar los defectos cercanos
y realizar los movimientos oportunos, y un segundo
proceso exhaustivo, para hacer un estudio completo del
entorno de todos los defectos (b), realizado en un
nimero muy limitado de ocasiones, en funcién de la
informacién que solicitemos al programa.

a) Para reconocer los defectos cercanos y su
interaccién, se ha propuesto la generaciéon de un
campo energético para cada tipo de particula. Este
proceso requiere una cantidad significativa de
memoria, pero permite una agilizacion del célculo,
puesto que reduce el cémputo en la mayoria de los
casos (exceptuando configuraciones con muchas
particulas), a la suma y resta de arrays previamente
calculados. Este método permite reconocer de
forma efectiva los hidrégenos cercanos y su
influencia. Sin embargo, este método no es
suficiente para la simulacion efectiva de la
interaccién hidrégeno- vacante, puesto que su
intensidad viene determinada por el nimero de
hidrégenos ligados. Para solucionarlo, se calcula la
distancia de los &tomos de H con todas las vacantes
presentes en el sistema (hay que tener en cuenta,
que su numero es reducido), y detecta si estan
interaccionando o no con ellas. En caso afirmativo,
se afladen a un contador que mantienen las
vacantes, modificando el campo energético local
para los atomos de hidrégeno, el mismo efecto,
pero restandose al contador, se aplica cuando un
hidrégeno abandona la interaccién con una vacante.
Una de las ventajas de este método es la posibilidad
de integraciéon de otros defectos posteriormente,
mediante la interaccién de sus efectos en el campo
energético que siente la particula; tanto para
interacciones de corto como de largo alcance.

b) Para determinar las posiciones relativas entre

defectos e identificar los posibles patrones

regulares que se puedan crear, se computan las
posiciones relativas de todas las particulas
simuladas cada cierto intervalo de tiempo. Este
cémputo, aunque caro, se produce con una

frecuencia muchos 6rdenes de magnitud inferior a

la de evolucién del sistema, limitando su impacto

en el tiempo de ejecucion del cédigo.

Todas las simulaciones llevadas a cabo en este estudio
han utilizado un volumen de simulacién cibico de 200
celdas unidades de lado (®57nm), y unas
concentraciones de hidrégeno y de vacantes situadas en
los limites superiores reportados, 10ppm y 1lppm
respectivamente, para simular los casos mas agresivos,
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donde las concentraciones locales puedan ser muy
superiores a las concentraciones globales en el volumen.
Todas las simulaciones de este trabajo han sido
realizadas a temperatura ambiente, y la distribucién
inicial de hidrégeno y de vacantes ha sido generada de
forma aleatoria, restringiendo las concentraciones
globales a los parametros preestablecidos.

Las figuras 1 y 2 muestran el niimero de interacciones
hidrégeno-hidrégeno e hidrogeno-vacante en funcién de
la distancia que separa a las particulas, y la evolucién de
esta distribucién a lo largo del tiempo.

Distancia entre hidrégenos

0.0ps
0.05us
0.1ps
0.15us
0.2us
0.25us
0.3us
0.35us
0.4us
0.45pus
0.5us
0.55us
0.6ps
0.65us
0.7us
0.75us
0.8us
0.85us
0.9us
0.95us
1.0ps

Recuento acumulativo de interacciones [u]

NARRRRRRNNRERRR RN

Figura 1: Evolucion de la distribucion de dtomos de
hidrégeno
Distancia hidrégeno-vacante
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Figura 2: Evolucion de la distribucion de dtomos de

hidrégeno alrededor de vacantes.
En la figura 1 se puede apreciar la acumulaciéon de
interacciones entre 1.42 A y 3.02 A (distancias maés
frecuentes). También se puede apreciar como nuevos
atomos de hidrégeno que llegan al entorno del defecto
se ven atraidos a distancias en el rango previamente
mencionado.

En la figura 2, se puede apreciar que todas las
interacciones  hidrégeno-vacante tienden a un
acercamiento por parte de los &tomos de hidrogeno
hacia la vacante a una distancia de 1.59 A. Una
distancia similar a la reportada por Hayward et al. para
la distancia de equilibrio de una vacante al menos cuatro
hidrégenos.
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El estado final de esta simulacion se puede ver
esquematizado en la figura 3, en la que se muestran las
posiciones de los 4dtomos de hidrégeno (azul) y las
vacantes (rojo) presentes en el sistema.

Distribucién de hidrégenos y vacantes

Hidrogeno
e Vacante

200
300

X 4

400

500

Figura 3: Distribucién espacial de dtomos de hidrégeno
(azul) y vacantes (rojo) tras 1ps.

En la figura 3 se puede apreciar la distribucion aleatoria
de las vacantes. Por otra parte, el comportamiento de los
atomos de hidrégeno puede clasificarse en dos grandes
grupos: el primero estd compuesto por los intersticiales
que se encuentran ligados a vacantes y se sitdan en sus
inmediaciones, siempre en uno de los huecos
circundantes de alta simetria, hasta la saturacion de la
vacante. El resto de los &tomos de hidrégeno se sittia de
forma aleatoria en el espacio.

CONCLUSION

En este trabajo se ha realizado la simulacién del proceso
de difusion del hidrogeno en la fase BCC del hierro, con
el objetivo de detectar posibles configuraciones de los
defectos.

Se ha comprobado la naturaleza de las vacantes como
trampas profundas (de alta energia de ligadura) para el
hidrégeno. También se ha confirmado su saturacién en
tiempos bajos (1 ps), lo que sugiere su elevada
capacidad de captura de intersticiales libres de
hidrégeno.

Por otra parte, no se han detectado agrupaciones
significativas de hidrégeno situadas a su distancia de
equilibrio (2.1 A), ni en parejas, ni en grupos mas
numerosos, lo que implicaria que la barrera requerida
para su aproximacion es demasiado dificil de superar,
comparada con la baja ligadura que se forma una vez
alcanzada.
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Finalmente, comprobamos que el  modelo
computacional permite simular el proceso de difusion
del hidrégeno permitiendo la identificacion y
seguimiento de los defectos.
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RESUMEN

El objetivo del presente estudio, en fase de desarrollo, es conocer y predecir el estado de deterioro del hormigén por
carbonatacion cuando se encuentra sometido a altas concentraciones de gases en tineles urbanos. De esta manera, se
obtiene una herramienta que permite conocer el estado actual del material, pero también predecir su evolucion a lo largo
de su vida util. Esta simulacion se realiza a partir del modelo numérico propuesto por Phung et al. en 2016, adaptandolo
a los condicionantes particulares de un tdnel urbano.

Asimismo, se lleva a cabo una campafa experimental de carbonatacion acelerada de probetas de hormigén con diferentes
dosificaciones que permitira calibrar el modelo. EI modelo propuesto, en el que se ha incorporado alguno de los
mecanismos presentes en el proceso de carbonatacion de forma simplificada, permite reproducir de forma razonable los
resultados obtenidos en laboratorio y los publicados por otros autores.

PALABRAS CLAVE: tinel urbano, carbonatacion, hormigén, CO,, modelo numérico.

ABSTRACT

The aim of the present study, currently under development, is to enable assessing and predicting the concrete’s
carbonation damage when exposed to high pollutant concentrations in urban tunnels. Thus, a powerful tool is obtained,
which allows the infrastructure managers not only to assess the actual degradation state of the material, but also to predict
its evolution during the material’s service life. This simulation was based on the numerical model formulated by Phung
et al. in 2016, by adapting this existing model to the particular conditions of an urban tunnel.

Additionally, an experimental campaign is being carried out in order to calibrate the numerical model. The proposed
model, which currently includes some of the carbonation mechanisms implemented in a simplified stage, reasonably
reproduce the experimental results obtained and the ones published by other authors.

KEYWORDS: urban tunnel, carbonation, concrete, CO, numerical model.

1. INTRODUCCION en la fase acuosa de los poros y reacciona con el calcio
procedente de los compuestos de hidratacion del cemento
Los tlneles wurbanos presentan unas patologias (portlandita, gel CSH, aluminatos y sulfoaluminatos)
determinadas que las diferencian de otras estructuras, por formando CaCOg3 y agua [3], segun la formula (1), que se
encontrarse en contacto directo con el terreno [1]. Estos encuentra particularizada para la reaccién de la
taneles pueden encontrarse sometidos a distintos tipos de portlandita.
deterioro relacionados con la durabilidad como
lixiviacién, hielo-deshielo, ataque por sulfatos, érido- Ca(OH), + CO, » CaC05; + H,0 1)
alcali, ataque por cloruros, etc. [2]. Este estudio se centra
en el deterioro de neutralizacion por exposicion a gases Este fendmeno puede producir ciertos efectos positivos
y, concretamente, en la carbonatacion del hormigon. para la matriz del hormigdn (reduccién de porosidad,
aumento de resistencia a compresion, reduccion de
La carbonatacion del hormigén es uno de los permeabilidad, etc [4-6]), pero también puede
mecanismos de deterioro méas habituales de este material comprometer la durabilidad del acero de las armaduras.
y se produce cuando el CO, del ambiente penetra en el Esto se debe a que, durante la carbonatacion, al
hormigon en presencia de humedad. El CO; se disuelve reaccionar el CO; con el calcio que procede de los
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compuestos de hidratacion del cemento y formar CaCOs,
produce un descenso del pH. El pH del hormigén sano se
encuentra en el entorno de 12,6, mientras que el
hormigon carbonatado tiene un pH del orden de 8,3; y
dado que las armaduras se despasivan cuando el pH de su
entorno es proximo o inferior a 9, puede producirse su
corrosion [3]. La corrosion de las armaduras del
hormigon es un dafio que puede implicar una reduccion
en la capacidad resistente de la estructura [7], pero
también un importante impacto econémico, ya que sus
costes indirectos representan del orden del 3,1% en
paises como Estados Unidos [8]. Por ello, es de gran
importancia poder conocer y predecir el alcance y la
evolucién de este deterioro para poder planificar un
adecuado mantenimiento y realizar las actuaciones de
reparacion que sean necesarias.

Este estudio se esté realizando en los tineles de Calle 30
(denominada M-30 antes de su cesion al Ayuntamiento
en 2004 [9]), que se trata de una infraestructura de gran
relevancia para la ciudad de Madrid [10]. Calle 30 es uno
de los anillos de circunvalacion que rodean la ciudad de
Madrid junto con la M-40y la M-50, siendo Calle 30 el
mas interior (Figura 1). El anillo de Calle 30, que tiene
una longitud de 32 km y soporta una elevada Intensidad
Media Diaria de vehiculos (IMD) del orden de 200.000
veh/dia [11], fue construido entre los afios 1970 y 1990 y
remodelado entre los afios 2004 y 2007, cuando se llevd
a cabo la obra de soterramiento de la zona sur del anillo
y se construyeron los tlneles existentes actualmente, que
presentan una longitud de 8,8 km [11].

Figura 1. Prihbipals vias de circulacion en la ciudad
de Madrid y situacion de la zona de estudio.

Concretamente, la zona de estudio seleccionada es una
galeria de ventilacion situada entre dos calzadas de tanel
superpuestas en el Nudo del Puente de Praga (Figura 1),
en la zona sur del anillo, que es la materializacion del
cruce entre la A-42 (Autovia de Toledo) y Calle 30. En
esta zona, las dos calzadas de Calle 30 que discurren en
sentido sur (XCy XL) se encuentran superpuestas y entre
ellas existe una galeria de ventilacion (14XV) que extrae
los gases contaminantes procedentes de los vehiculos que
circulan por la calzada expulsandolos hacia el exterior y,
a su vez, introduce aire fresco en las calzadas.

La galeria de ventilacion tiene unas dimensiones
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aproximadas de 345 m de longitud y 15 m de anchura
media. En la Figura 2 se muestra una imagen tomada en
el interior de la galeria en la que se indica que la zona
central de lamisma (y la de mayor volumen) corresponde
a la zona de circulacién del aire sucio, mientras que las
dos conducciones que se encuentran a ambos lados, en la
zona inferior de la galeria se corresponden con las
conducciones de circulacion de aire limpio procedente
del exterior de los tuneles.

Aire limpio

Yy v RS =
Figura 2. Imagen de la galeria de ventilacién, en la que
se indican los conductos de entrada de aire limpio.

El hormigdn de esta zona concreta se encuentra expuesto
a una elevada concentracién de gases contaminantes,
dado que en ella se concentran las emisiones de los
vehiculos que circulan por la calzada. Por este motivo, se
ha seleccionado como zona de estudio, dado que ademas,
al ser una zona por la que no circula el trafico, pueden
realizarse tomas de datos necesarios para el estudio sin
afectar a la circulacion del tunel.

En este contexto, trabajando con una gran infraestructura
urbana como Calle 30, es de gran relevancia poder
conocer el estado actual en el que se encuentra el material
y también poder estimar la evolucién de su deterioro.
Este conocimiento supone una gran ventaja de cara a la
planificacién del mantenimiento y reparaciones sin que
sea necesaria la alteracion del trafico que circula por la
infraestructura. Por ello, se esté desarrollando un modelo
numérico de simulacién que permita conocer el avance
del frente de carbonatacion en el hormigén armado, de
manera que sea posible estimar el instante en el que la
disminucion de pH que produce la carbonatacion podria
afectar a la capa pasiva de las armaduras y permitir su
corrosion. Este modelo se estd calibrando con una
campafia experimental en dos fases, una llevada a cabo
in situ en la zona de estudio y otra en laboratorio,
mediante fabricacion de morteros y hormigones con
diferentes dosificaciones.

2. MODELO NUMERICO

La carbonatacién es un fendmeno complejo, en el que
intervienen gran cantidad de pardmetros
interrelacionados de diferente naturaleza (composicion
del hormigdn, ejecucidn y ambiente de exposicion) [12],
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[13]. Por ello, su simulacidn no es sencilla y es necesario
contar con modelos matematicos que permitan predecir
su comportamiento de manera adecuada.

En este caso, para realizar la simulacién del proceso de
carbonatacion se ha seleccionado un modelo numérico
existente [6] para llevar a cabo su adaptacion a los
condicionantes particulares existentes en un tanel
urbano. Se ha seleccionado el modelo de Phung et al. [6]
como base para el presente estudio dado que se trata de
un modelo muy completo que predice cambios en el
frente de carbonatacion, contenido de portlandita,
contenido de calcio, CO; absorbido, variaciones de pH,
permeabilidad, grado de saturacion, porosidad vy
coeficiente de difusién. Ademas, considera tanto los
mecanismos de transporte por difusion como por
adveccién, teniendo en cuenta la carbonatacion de la
portlandita y del gel CSH.

Las principales modificaciones que se estan llevando a
cabo para adaptar este modelo a los condicionantes
existentes en los tneles urbanos son las siguientes:

— La hidrataciéon del hormigon se considera
constante en el modelo original durante el
proceso de carbonatacién, ya que el modelo
reproduce ensayos de duraciones reducidas.
Dado que el proceso de carbonatacion a simular
en este caso es del orden de afios, debe tenerse
en cuenta la evolucion de la hidratacion.

— El modelo base se encuentra calibrado para
reproducir ensayos a elevadas concentraciones
de CO; y altas presiones, por lo que debe
adaptarse a condiciones de presion atmosférica
y concentraciones de CO, mas reducidas.

— EI cemento empleado para la calibracién del
modelo existente es tipo | con adiciones de filler
calizo, por lo que debe modificarse para
contemplar también adiciones de humo de
silice.

— Se esta trabajando en una posible mejora del
modelo orientada a la simulacion de los perfiles
de pH en el interior de la pieza mediante la
inclusion de tres fases diferenciadas en funcidn
del agotamiento de portlandita y el inicio de
precipitacion del CaCOs.

El modelo se basa en las ecuaciones de balance de masa
de los elementos que intervienen en el proceso de
carbonatacion: el CO, (tanto en fase gaseosa como
acuosa), el agua (en fase liquida y vapor) y el calcio (en
fase acuosa). Para construir estas ecuaciones, se tiene en
cuenta una muestra de hormigén como la representada en
la Figura 3, que es atravesada por un cierto flujo J
[kg/m?-s], contando en su interior con una concentracion
C [kg/m®] y una reactividad quimica Q [kg/m3-s]. La
ecuacion de conservacion de masa indica que la variacion
de masa en el interior de la muestra, con respecto al flujo
que la atraviesa, es constante. Esta ecuacion es de gran
relevancia, dado que permite combinar los procesos de
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transporte y reactividad quimica, encontrandose ambos
fendmenos presentes en el proceso de carbonatacion.

Figura 3. Muestra de hormigén atravesada por un flujo
J. Esquema de ecuacion de balance de masa.

Por tanto, las ecuaciones de balance de masa que emplea
el modelo tienen la forma que se muestra en la ecuacion
(2), donde C, J y Q son los términos definidos
anteriormente.

ac

9 _ _
6t+ - Q

o @)
Siguiendo este esquema se desarrollan las tres ecuaciones
de conservacion de la masa que definen el modelo (CO,,
calcio y agua). La ecuacion simplificada para la
conservacion del CO; es la mostrada en la expresion (3),
cuyos términos coinciden con los detallados en la
ecuacion (2).

A(0(1-S)cg+ BSew) (g +Jw) _
at ax

—1@Mco, (3)
En este caso, dado que se trata de la ecuacién de la
conservacion de la masa de CO; gaseoso y acuoso, el
término de concentracion consta de dos sumandos, donde
cq s la concentracion gaseosa de CO; [kg/m®] y cy la
concentracion acuosa [kg/m®] en el interior de los poros
de la pieza. Ambas concentraciones se relacionan
mediante la Ley de Henry. S es la saturacion [-] y @ la
porosidad [-].

El término correspondiente a la variacion de flujo cuenta
también con dos sumandos, siendo Jq €l flujo de la fase
gaseosa [kg/m?-s] y Ju el de la fase acuosa [kg/m?:s].
Cada uno de estos flujos, a su vez, estan compuestos por
dos sumandos que representan el flujo por adveccion
(Ley de Darcy) y por difusion (Ley de Fick), segln la
expresion (4), que se encuentra particularizada para el
flujo de la fase gaseosa, siendo el de la fase acuosa
anélogo a éste.

Jg = 4)

dcg
- [cgvg + Der g E]
Donde vy es la densidad de flujo volumétrico de la fase
gaseosa [m/s] y Der g el coeficiente de difusion efectivo de
la fase gaseosa [m?/s].

El término de reactividad quimica es funcion de la
velocidad combinada de la reaccién quimica, r
[mol/m3-s] que tiene en cuenta tanto la variacién de
concentracion de portlandita como la de CSH (5).
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_ _0lcH] _ a[csH]
r= at at ®)

Las ecuaciones de conservacion del calcio y el agua se
desarrollan de manera anéloga.

Este modelo se encuentra en proceso de adaptacion,
implementacion y calibracion mediante el software
COMSOL Multiphysics. Para ello, se ha empleado la
geometria indicada en la Figura 4, en la que se representa
una pieza de hormigén unidimensional de 3 cm de
longitud y por la que el CO; accede desde su extremo
izquierdo.

co,

|
0 0,03
Figura 4. Representacion unidimensional de una pieza
de hormigén sometida a carbonatacion.

3. RESULTADOS PRELIMINARES

Mediante el modelo descrito se han obtenido una serie de
resultados preliminares, algunos de los cuales, se
muestran seguidamente. [Estos resultados se han
contrastado con los publicados por otros autores.

Se ha comprobado mediante la simulacién con el modelo,
que la carbonatacién afecta a la porosidad del hormigén,
reduciéndose su valor con respecto a la zona sana del
hormigén. Esto se debe a que, por un lado, el CaCOs3;
generado durante la carbonatacién tiene un volumen
mayor que la portlandita que se consume; y, por otro, la
formacién de compuestos carbonatados a partir del gel
CSH presenta también un efecto reductor de la porosidad
de la zona carbonatada, por lo que la porosidad total
disminuye [14]. Este fendmeno se observa en la Figura
5, donde se aprecia la disminucion de la porosidad en la
zona carbonatada a medida que aumenta el tiempo de
exposicién de la muestra al COs.

Se ha confirmado también mediante el modelo, como se
observa en la Figura 6, que cuanto mayor es la porosidad
de la muestra (a igualdad del resto de factores), aumenta
la profundidad de penetracion del CO; en los poros, dado
que el avance de la carbonatacién es méas rapido en
aquellos hormigones cuya porosidad es mayor [15].

Otro pardmetro relevante en la prediccion del
comportamiento de la carbonatacion en el hormigon es la
saturacién de la muestra. Esto se debe a que, por un lado,
para que las reacciones de carbonatacion se lleven a cabo,
€S necesario contar con una cierta presencia de humedad,
por lo que valores muy reducidos de este parametro
ralentizan su avance; y por otro, valores muy altos en la
saturacién del poro dificultan la entrada de CO, por lo
que también ralentizan el proceso [16]. Este
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comportamiento se observa en la Figura 7, donde se
aprecia que para valores elevados de la saturacion (a
igualdad del resto de factores), la presencia de CO; en la
fase acuosa de los poros es menor.

Variacion de la porosidad con el tiempo (carbonatacién 3% CO,)

038 n T T T T 3]
—— Odias [ |
7 dias
0.37 —— 28 dias |
70 dias
—— 91 dias
=]
2 036 E
[}
o
w
2
S 035 =
0.34 4
033 L 1 1 1 1
0 0.005 0.01 0.015 0.02
x (m)

Figura 5. Disminucién de la porosidad de la zona
carbonatada con el tiempo de exposicion al CO».
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Figura 6. Influencia de la porosidad en el avance de la
concentracion de CO; acuoso en el interior del
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4. CAMPANA EXPERIMENTAL

Con objeto de llevar a cabo la calibracion del modelo
descrito, se esta realizando una campafia experimental en
dos fases: por un lado, mediante toma de muestras y
analisis de datos recogidos in situ en la galeria de
ventilacion 14XV de los tuneles de Calle 30
anteriormente descrita; y, por otro, mediante probetas de
mortero y hormigén fabricados en laboratorio con
diferentes dosificaciones.

La fase experimental que se esté llevando a cabo in situ
en la galeria de ventilacion del tdnel cuenta, a su vez, con
dos objetivos: determinar el grado de deterioro del
hormigon del tanel (mediante extraccion de testigos y su
posterior analisis en laboratorio) y obtener las
concentraciones totales de gases a las que se ha visto
expuesto el hormigon de la galeria desde su construccion.

Para lograr este segundo objetivo, se ha llevado a cabo
una determinacion de las concentraciones de gases
presentes en el interior de la galeria de ventilacion
durante un periodo de 15 dias. Se obtuvieron datos de
concentraciones de gases (COz, CO, SOz, NOy HzS y Os),
particulas (PM 1, PM 25 y PM 10) y parametros
ambientales (humedad, temperatura y presién). Se
confirmé, mediante esta toma de datos, que el gas
predominante en la galeria es el CO2 con una
concentracion media de 798 ppm, seguido de las
concentraciones de CO, SO; y NOx con unas
concentraciones medias del orden de 0,48-0,86 ppm y
unas ciertas concentraciones de H,S y Os.

Ademas, el periodo de toma de datos de 15 dias ha
permitido identificar tanto las variaciones de
concentracion a lo largo del dia como la diferencia entre
dias laborables y fines de semana. Se ha observado
asimismo su fuerte correlacion con la intensidad del
trafico que circula por las calzadas del tdnel, lo que ha
permitido llevar a cabo una estimacion precisa de las
concentraciones de gases a las que se ha visto expuesta la
galeria desde su construccion, a partir del historico
disponible de los datos de trafico. Esta estimacién hace
posible, a su vez, simular el grado de deterioro que estas
concentraciones de gases han provocado en el material y
contrastarlo con el detectado en los testigos extraidos de
la galeria. Ademads, permite también realizar una
estimacion a futuro de las posibles concentraciones a las
que se verd expuesta la galeria durante su vida Util,
basada en la prevision del crecimiento del tréfico y la
variacion del parque de vehiculos. Asi como el dafio que
estas concentraciones producirdn sobre el hormigon,
determinando la necesidad, o no, de reparacion de la
estructura a medio y largo plazo.

En cuanto a la campafia experimental llevada a cabo en
laboratorio, se han fabricado morteros y hormigones con
diferentes dosificaciones, todos ellos con cemento tipo |,
variando las relaciones agua/cemento entre 0,45y 0,60 y
con porcentajes de adicion de humo de silice de 0%, 6%
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y 10% con respecto al peso de cemento. Se seleccion6
esta adicidn en concreto debido a que segun el Pliego de
Prescripciones Técnicas del Proyecto de Construccion
del tramo de taneles donde se encuentra la galeria de
ventilacion, los hormigones empleados presentaban una
cierta adicion de humo de silice.

Sobre estas muestras se han llevado a cabo ensayos de
caracterizacion del material y se han sometido a procesos
de carbonatacion acelerada y natural. Se muestra en la
Figura 8 una pieza de mortero tras encontrarse sometida
a 90 dias de carbonatacion acelerada al 3% de CO5, sobre
la que se han pulverizado tres indicadores con diferentes
intervalos de viraje de pH: timolftaleina (azul 10,0-8,6
incoloro), fenolftaleina (rosa 9,8-8,2 incoloro) y rojo de
cresol (parpura 8,8-7,0 amarillo). De esta manera, se
obtiene una mayor informacion sobre el resultado del
ensayo. Se observa en la Figura 8 que el indicador que
presenta un mayor frente de carbonatacion es la
timolftaleina, seguido de la fenolftaleina y del rojo de
cresol.

Figura 8. Ensayo de carbonatacién acelerada con tres
indicadores en mortero con CEM |, sin adiciones de
humo de silice y a/c=0,60.

5. CONCLUSIONES

El hormigébn que se emplea como material de
construccion en los tdneles urbanos se encuentra
sometido a un ambiente de exposicion agresivo
producido por los gases que emiten los vehiculos, que
puede provocar su neutralizacion. En particular, el CO-
existente produce la carbonatacién del hormigdn, que
conlleva un descenso del pH en el interior del material
(de 12,6 en hormigdn sano al entorno de 8,3), lo que
puede comprometer la durabilidad del acero de las
armaduras, dado que su despasivacion se produce cuando
el pH de su entorno es préximo o inferior a 9.

Dado que la carbonatacion es un fendmeno complejo que
depende de gran cantidad de  pardmetros
interrelacionados, su simulacién no es sencilla, por lo que
es de gran importancia contar con modelos de analisis de
la vida atil de la estructura, que deben calibrarse con
campafias experimentales.

Estos modelos permiten conocer y predecir el estado de
deterioro del material y, por tanto, son de gran utilidad al
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poder aplicarlos a una infraestructura de gran
envergadura como los tdneles de Calle 30 en Madrid,
como herramienta para la conservacién de estructuras.
Estos modelos facilitan la gestion del mantenimiento y
de las reparaciones que puedan ser necesarias, dado que
evallan el estado del material sin que sea necesario
afectar al trafico.
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RESUMEN

La tecnologia fotovoltaica flotante (FPV) es una prometedora alternativa a la terrestre ya que no ocupa espacios que
podrian beneficiarse de otros usos. En este trabajo se realiz6 el anélisis estructural de un planta FPV marina emplazada
en la Ria de Vigo. El objetivo de este estudio es comparar estructuralmente varios tipos de cadena para el sistema de
fondeo de la planta. El anélisis se realiz6 mediante un modelo numérico basado en la teoria del potencial y el método de
los elementos frontera, para las condiciones climaticas locales. Las cargas maximas en los fondeos se debieron a
fendmenos dinamicos que solo se manifestaron al emplear la cadena mas ligera. Los factores de seguridad asociados a
esas cargas fueron muy inferiores al resto, lo que hizo patente la importancia de identificar y cuantificar dichos fenémenos.

PALABRAS CLAVE: Solar fotovoltaica flotante, estructuras marinas, energia renovable marina, fondeo, Aqwa.

ABSTRACT

Floating photovoltaic (FPV) technology raises as a strong alternative to terrestrial since it does not take up land that could
benefit from other uses. In this work, a marine FPV plant allocated in the Ria of Vigo was structurally assessed. The
purpose of this work was to compare several chain sections for the mooring system of the plant. This analysis was
performed for local environmental conditions through a numerical model based on the potential theory and the boundary
element method. The maximum loads on the mooring lines were caused by a dynamic phenomenon that only took place
while testing the lighter chain section. The safety factors associated with those loads were substantially smaller than the
rest, which clearly underlines the importance of both identifying and quantifying these dynamic phenomena.

KEYWORDS: FPV, marine structures, marine renewable energy, moorings, Aqwa.

INTRODUCCION En este trabajo se realiza el analisis estructural de un

planta fotovoltaica flotante marina. El objetivo de este
A la energia solar fotovoltaica se le vaticina mas de un estudio es verificar estructuralmente y comparar varios
tercio del mix energético para 2050 [1]. Sin embargo, tipos de cadena para el sistema de fondeo de la planta, un
esta tecnologia ocupa grandes superficies de suelo, un componente clave en el aspecto econdémico de las
recurso cada vez mas escaso [2]. La tecnologia solar estructuras flotantes [7]. La planta se ha calculado para
fotovoltaica flotante (FPV) surgié como respuesta a esta las condiciones locales de viento y oleaje de la Ria de
problematica. Esta tecnologia ha crecido a un ratio anual Vigo, ya que supone un punto intermedio ente las aguas
del 133 % en la Gltima década [3]. Su instalacion se ha continentales y el mar abierto. La respuesta de la
limitado a lagos y embalses a pesar de que el 70 % de la estructura flotante frente a las acciones climéticas locales
radiacién solar global incida sobre los océanos [4]. La se ha simulado mediante un modelo numérico basado en
transicién al mar apenas ha comenzado, y puede que no la teoria del potencial y el método de los elementos
se alcance la madurez tecnoldgica hasta el 2030 [5]. Esto frontera (BEM). Esta técnica ya se ha empleado
se debe a la incertidumbre adicional que conllevan las anteriormente para el calculo de estructuras similares
adversas condiciones climaticas que caracterizan al [8,9]. Se realizaron 78 simulaciones, resultado de
ambiente marino [6]. Ademds, no hay normativas ni combinar las acciones ambientales locales y los tipos de
estandares especificos para la tecnologia fotovoltaica cadena modelizados. Se obtuvieron los de la estructura
flotante marina y apenas hay publicaciones centradas en en el dominio del tiempo, asi como las fuerzas en el
su calculo estructural. sistema de fondeo. Se extrajeron conclusiones de estos

resultados, extrapolables a estructuras similares.
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MATERIALES Y METODOS
2.1. Planta FPV de estudio

La estructura de estudio esta basada en un disefio de FPV
de Clase 1 propuesto por [10]. La planta aloja 140
maédulos fotovoltaicos de silicio cristalino, orientados
hacia el S. Los paneles estdn instalados con una
inclinacidn cenital de 30°, cubriendo un érea de 36x15
m2. La planta se compone de dos filas de 10 flotadores
cilindricos conectados y alienados mediante 36 vigas
principales (Figura 1). Los paneles se instalan sobre los
flotadores mediante vigas secundarias. Los flotadores
estan compuestos de polietileno de alta densidad (HDPE)
y las vigas de polimero reforzado con fibra de vidrio
(FRP), debido a su resistencia a la corrosién [11] y su
baja densidad [12].

Médulos
fotovoltaicos

Flotadores S
principales

Figura 1. Esquema de la planta FPV de estudio.

La planta estd fondeada al lecho marino mediante 4
cadenas de acero amarradas a cada esquina de la
estructura flotante. Cada cadena est4 hecha de acero de
grado 2, mide 35 my esta anclada a 15 m de profundidad.
Se puede apreciar un esquema de las lineas de fondeo, asi
como su nomenclatura en la Figura 2.

Figura 2. Esquema y nomenclatura de las lineas de
fondeo de la planta FPV.

Con el proposito de optimizar estructuralmente el sistema
de fondeo, se han realizado simulaciones con tres
dimensiones diferentes de cadenas de un catalogo
comercial [13]. Las propiedades de estas cadenas estan
resumidas estan resumidas en la Tabla 1.

194

Tabla 1. Propiedades mecanicas de las cadenas.

Propiedad Unidad Cadenal Cadena2 Cadena3
Densidadgim 5 10 19
inear
Seccién 2
equivalente cm 5 13 23
Diametro
equivalente 16 22 30
Cargade 132 251 468
rotura

2.2. Condiciones ambientales

La planta FPV descrita se ha calculado para las
condiciones ambientales de la Ria de Vigo. El
emplazamiento de la planta se ha determinado mediante
un andlisis multicriterio que considera, entre otros
factores, la irradiancia solar, las incompatibilidades con
las actividades portuarias, la batimetria local, las
restricciones medioambientales y las condiciones
climaticas (viento y oleaje). Se puede apreciar el
emplazamiento escogido en la Figura 3. La planta se
orientara con los paneles apuntando al S.

500000 750000 1000000 1250000 1500000 1750000

000000~ 000052 00000SH 0000SZP
4000000 4250000 4500000 4750000

500000 750000 1000000 1250000 1500000 1750000
[ Ria de Vigo SRC: EPSG 25829
® TLocalizacion seleccionada  ETRS89 UTM zone 29N
Figura 3. Localizacion de la planta FPV.

La estructura se analiza frente al viento y el oleaje. La
ubicacion de la planta limita todas las direcciones de
oleaje (6o) menos la Sy la SO. Como el viento no tiene
esas restricciones, se han considerado 8 direcciones de
viento (&). Se han estimado las velocidades de viento
(Uy) vy alturas (H) y periodos (T) de ola para un periodo
de retorno igual a la vida (til de la planta, 25 afios. Para
ello, se han utilizado series histéricas de datos
meteorolégicos [14,15]. A partir de estos datos, se ha
supuesto un oleaje regularcon H=1my T =5s. Las
velocidades de viento para cada direccion se reflejan en
la Tabla 2. Dichas velocidades se han obtenido para una
altura de 1 m sobre el nivel del mar.
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Tabla 2. Velocidades de viento para T = 25 afios.

Punto cardinal ov (°) Uy (mfs)
N 0 20.6
NE 45 17.1
E 90 8.2
SE 135 5.9
S 180 6.2
SO 225 13.3
(0] 270 9.5
NO 315 16.5

2.3. Respuesta estructural y estimacion de cargas

La respuesta estructural de la planta FPV frente a cargas
de viento y oleaje se obtuvo mediante Ansys® Agqwa™,
con el objeto de obtener las fuerzas en el sistema de
fondeo. Dicha respuesta se puede obtener en el dominio
de la frecuencia y en el del tiempo. Los resultados se
deben extraer del dominio del tiempo, pero para estimar
las fuerzas del oleaje se requieren parametros que se
obtienen en el dominio de la frecuencia. La respuesta
frente al oleaje en el dominio de la frecuencia se analizé
mediante la teoria del potencial y el BEM. Las vigas y
fondeos se analizan como elementos 1D esbeltos y los
flotadores como elementos 2D difractantes. El flujo
alrededor de un cuerpo flotante se puede definir a través
de su potencial de velocidad

#(X,t)=a,p(X)e ", ()

donde a, es la amplitud del oleaje, ¢ el potencial de
velocidad, w la frecuencia del oleaje y t el tiempo. Una
vez determinado el potencial, la respuesta arménica de la
estructura se rige por la siguiente ecuacion

[’ (M+A)—iwB+C]|y=f(w), (2)

donde M es la matriz de masas, A es la matriz de masa
afiadida, B es la matriz de amortiguamiento, C la matriz
de rigidez hidrostatica, y la amplitud de movimiento en
los 6 grados de libertad y f el vector de fuerzas.

En el anélisis en el dominio del tiempo se estiman las
fuerzas de viento y oleaje que actlan sobre la estructura
durante una simulacién dindmica de 1000 s, suficiente
para que los movimientos y fuerzas entren en régimen
armonico estacionario. Las diversas combinaciones de
6o, O y l0s tres tipos de cadena resultaron en la definicién
de 78 simulaciones. Los movimientos de la estructura en
el dominio del tiempo siguen la siguiente ecuacion

M& =f, (t) +, (t) +, (©) + , () @)
+, @)+, @) +F, (1) ’

donde x es la posicion de la planta flotante, fi(t) son las
fuerzas hidrostaticas no lineales, fi(t) las fuerzas debidas
al oleaje incidente, fq(t) las fuerzas de difraccion, fi(t) las
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fuerzas de radiacidn, fi(t) las fuerzas en los fondeos, fe(t)
las fuerzas sobre los elementos esbeltos, y fy(t) las fuerzas
de viento.

Las fuerzas hidrostaticas se obtienen planteando el
equilibrio entre las fuerzas gravitatorias y el empuje
hidrostatico. La fuerza debido al oleaje incidente se
obtiene mediante el método propuesto por [16]. Las
fuerzas de radiacion y difraccion se obtienen mediante
los parametros hallados en el anélisis en el dominio de la
frecuencia y el método de la integracion de convolucién
propuesto por [17]. Las fuerzas de arrastre del oleaje
sobre los elementos esbeltos se calculan a través de la
siguiente formula [18]

F. :% pC,AUU|+ pVCU » 4)

donde p es la densidad del fluido, U su velocidad, Ca y Ci
son los coeficientes de arrastre e inercia respectivamente,
V es el volumen del cuerpo y A es el area de referencia.

Las fuerzas sobre la estructura debidas al viento se
pueden descomponer en fuerzas de arrastre (Farr) y de
sustentacion (Fsus). Dada la escasa exposicion al viento
del resto de los elementos, se han calculado dichas
fuerzas solo para los mddulos fotovoltaicos de la planta.
Se han estimado a través de las siguientes formulas
analiticas

I:arr = %pu v2 ACaCe (5)

Fous = % va2 ACC, (6)

donde C; es el coeficiente de sustentacion y C. es el
coeficiente de exposicion. Los valores de C, y Cs para
cada direccion de viento se han obtenido y adaptado de
un ensayo experimental sobre médulos fotovoltaicos
similares realizado por [19]. Los coeficientes de
exposicion se han adoptado de un estudio de cargas de
viento sobre una planta FPV realizado por [20].

La funcién de las lineas de fondeo es limitar los
movimientos de la estructura flotante, lo que induce
fuerzas de traccion en las cadenas. Sin embargo, al estar
sumergidos y a merced del oleaje, también estan
expuestas a fuerzas hidrodindmicas. Estas se dividen en
hidrostatica, de radiacion y de arrastre, y se calculan de
forma anéloga a las que inciden sobre la estructura
flotante.

Una vez se aplicadas todas las fuerzas, el problema
dindmico se resuelve integrando la expresion (3). Esto se
realiza mediante un algoritmo predictor-corrector. Una
vez resulto el problema, se pueden extraer las fuerzas en
el sistema de fondeo para cada instante de tiempo del
andlisis. Dichos valores se comparan con la carga de
rotura de cada cadena para verificar las lineas de fondeo.
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RESULTADOS

La planta flotante se ha analizado para 78 casos de
estudio distintos, resultantes de combinar las diferentes
direcciones de viento y oleaje y considerar los tres tipos
de cadena estudiados. Tras aplicar la metodologia
definida en el apartado anterior, se obtuvieron histéricos
de movimientos y fuerzas en el dominio del tiempo para
cada uno de los casos de estudio. Dichos resultados se
extrajeron una vez los movimientos y fuerzas presentasen
un régimen armanico estacionario. A modo de ejemplo,
se pueden apreciar los movimientos de la planta, asi
como las fuerzas en el sistema de fondeos para un caso
de estudio concreto en la Figura 4 y la Figura 5
respectivamente. Estos resultados seran interpretados
seguidamente, de nuevo a titulo demostrativo. Por
motivos de legibilidad, solo se muestran 200 s de la
simulacion. A pesar del reducido intervalo de tiempo
mostrado, tanto los movimientos como las fuerzas
tienden al régimen arménico estacionario después de un
breve periodo transitorio. Se considera que la direccion
de avance apunta al N.
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Figura 4. Movimientos de la planta para para viento N,
oleaje SO y Cadena 3.
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Figura 5. Fuerzas en el sistema de fondeo para viento

N, oleaje SO y Cadena 3.

Obviando el fendmeno transitorio, se puede apreciar que
el viento es responsable del avance, mientras que el
oleaje induce las traslaciones armonicas de avance,
derivay arfada. Dichas oscilaciones parecen ser causadas
por fuerzas de oleaje de primer orden.
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En cuanto a las rotaciones, se observan oscilaciones
moderadas en balance y cabeceo respecto a la posicion
inicial, mientras que los giros de guifiada oscilan respecto
a una nueva posicion de equilibrio. El oleaje es el claro
responsable de las rotaciones de la planta.

Durante el fenémeno inicial transitorio se aprecia que las
fuerzas en los fondeos son idénticas dos a dos. Esto se
debe a que su existencia se debe exclusivamente a las
accion del viento, que es paralelo al eje de simetria de la
planta. Sin embargo, cuando el oleaje empieza a
manifestarse, las fuerzas en los fondeos se van desviando
respecto a su par simétrico. Nétese que todas las lineas
parten de una traccion inicial debida a peso propio de las
cadenas. En la fase estacionaria, el oleaje es el
responsable de las fuerzas en los fondeos, mientras que
el viento determina las nuevas condiciones de equilibrio.

Se ha realizado un estudio de los resultados globales del
andlisis. Un resumen de los movimientos maximos, asi
como el caso de estudio que los origind, se puede ver en
la Tabla 3. Dichos movimientos se han registrado con
respecto al centro de gravedad de la planta y se han
comparado en valor absoluto. El signo se aporta a efectos
de conocer el sentido del movimiento.

Tabla 3. Resumen de los movimientos maximos.
Tipo de cadena

Movimiento 6y bo 1 2 3
Avance (m) N - —4.3 -3.7 -2.8
Deriva (m) NW SO 3.2 25 1.7
Arfada (m) NE SO 0.4 0.3 0.3
Balance (°) NE SO 2.7 2.6 24
Cabeceo (°) NW SO 2.1 2.1 2.1
Guifiada (°) NE SO 155 12.1 8.6

Todos los movimientos méximos se han registrado para
el sistema de fondeo con la cadena mas ligera. El pesoy
volumen del sistema de fondeo limita la amplitud de los
movimientos de la estructura flotante. Los maximos
relativos a cada una de las cadenas se dan para las mismas
condiciones ambientales de viento y oleaje. Los
movimientos mas dependientes del tipo de cadena son el
avance, la deriva y la guifiada. Los movimientos
maximos se dan siempre para vientos con componente
norte. Esto se debe a que es la direccion de viento que
mayores fuerzas ejerce sobre la estructura. Las
traslaciones son fruto de la suma de las fuerzas de viento
y el oleaje, siendo las fuerzas de viento dominantes. El
avance maximo se da en ausencia de oleaje porque las
Unicas direcciones de oleaje a las que esta expuesta la
planta son opuestas a la direccion de viento que mayores
fuerzas induce sobre la estructura. Sin embargo, las
rotaciones maximas estan mas asociadas a la fuerza del
oleaje que a la del viento, ya que se observaron resultados
similares para otras direcciones de viento o incluso en la
ausencia de este.
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Un resumen de las fuerzas maximas sobre el sistema de
fondeo, asi como el caso de estudio que las origind, puede
apreciarse en la Tabla 4.

Tabla 4. Resumen de fuerzas méaximas en fondeos.

Tipo de cadena

Fondeo &y 6o 1 5 3

M1 (kN) SO SO 64.9 8.1 10.1
M2 (kN) N S 62.0 7.1 8.6
M3 (kN) N S 62.0 7.1 8.6
M4 (kN) S S 2.7 4.2 6.8

Si se comparan los resultados para la Cadena 2 y la 3, la
tendencia parece indicar que las fuerzas decrecen para
cadenas mas ligeras. Esto se debe a que el peso propio de
la cadena impone una traccion inicial de reposo respecto
a la que oscilardn los valores registrados en las
simulaciones. Sin embargo, las fuerzas maximas de
traccion en M1, M2 y M3 se dan para la Cadena 1. Eso
se debe a un fenémeno dinamico de carga subita de los
fondeos, similar a un tirdn. Las tensiones ligadas al tirén
stbito son muy superiores a las que se darian si las cargas
se aplicasen de forma paulatina. Este fenémeno dinamico
puede manifestarse o no segun la intensidad y direccion
de las acciones ambientales y la orientacion de la linea de
fondeo. Como para M4 no se manifiesta, su traccion
méaxima esté asociado a la tension inicial de la Cadena 3.

Cada linea de fondeo se tensa cuando restringen ciertos
movimientos de la estructura flotante. Segun la distancia
relativa entre las gateras y los anclajes, unas lineas entran
en tensidn y otras se relajan. La linea sera propensa a
mayores tensiones si la estructura se mueve en la
direccion alienada a su anclaje y gatera, con sentido hacia
la gatera. Eso justifica que las lineas M2 y M3 alcancen
los valores mé&ximos de traccion para vientos del N,
mientras que las restantes se traccionan mas cuando el
viento sopla desde el S.

Las direcciones de oleaje que mayores tracciones
indujesen deberian estar alienadas con el viento. Sin
embargo, al emplazamiento de la planta solo llegan
frentes de ola de componente S. Aun asi, la presencia de
oleaje fue necesaria para alcanzar los valores maximos
de tracciones en los fondeos, incluso si el frente de olas
se oponia al viento incidente. La direccion de viento
domina el avance y deriva de la planta y, como
consecuencia, determina qué lineas de fondeo serdn mas
propensas a mayores tracciones. Sin embargo, el oleaje
es el responsable de la componente arménica de las
fuerzas en los fondeos (ver Figura 5). Esta componente
va ligada al balance, cabeceo y arfada de la planta, que
en términos de magnitud, no dependen de la direccion del
frente. Los maximos de dicha componente también son
los maximos globales que, si la estructura esta lo bastante
alejada de su posicidn inicial, pueden resultar en tirones
subitos en la linea de fondeo. Estos tirones se dan para la
Cadena 1 porque es la que menos restringe el movimiento
de la estructura (ver Tabla 3).
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Para determinar que tipo de cadena es la mas adecuada
para fondear la planta FPV analizada hay que comprobar
los factores de seguridad (F.S.) que resultan del ratio
entre las tracciones maximas registradas en las
simulaciones y la carga maxima que pueden soportar
segln los ensayos del fabricante (ver Tabla 1).

Los F.S. para cada una de las cadenas analizadas se
pueden ver en la Tabla 5. No6tese que dichos factores de
seguridad son caracteristicos, es decir, ni se han
mayorado las cargas ni se han minorado las propiedades
resistentes de las cadenas.

Tabla 5. Factor de seguridad minimo para cada linea
de fondeo y tipo de cadena.

Tipode  Cargade Linea de fondeo (F.S.)
cadena  rotura (kN) M1 M2 M3 M4
Cadena 1 132 2.0 2.1 2.1 48.9
Cadena 2 251 31.0 35.4 35.4 59.8
Cadena 3 468 46.3 54.4 544  68.8

Como era de esperar, se observa un decremento drastico
del F.S. cuando se emplea la Cadena 1. Dichos factores
surgen por el fenémeno dindmico de traccidn slbita
comentado anteriormente. De estos resultados se extrae
que la identificacién y cuantificacién de estos fenémenos
dindmicos es de crucial importancia para el célculo del
sistema de fondeo de una planta FPV. Dado el reducido
F.S. que resulta de usar la Cadena 1, se precisaria un
analisis mas detallado para garantizar su integridad
estructural a lo algo de la vida util de la planta FPV.
Ademas, incluso si la linea de fondeo pudiese resistir los
esfuerzos de traccion, dichos esfuerzos se transmitirian al
resto de la estructura flotante, cargando innecesariamente
sus elementos resistentes. Por lo tanto y atendiendo
Unicamente al criterio estructural, el tipo de cadena méas
apropiado para el sistema de fondeo de la planta
fotovoltaica analizada seria la Cadena 2.

CONCLUSIONES Y FUTURAS LINEAS

Se ha analizado la respuesta de una planta FPV marina
frente a diferentes combinaciones de viento y oleaje y se
han verificado estructuralmente sus lineas de fondeo para
distintos tipos de cadena. De este analisis se extraen las
siguientes conclusiones:

e Las cadenas méas pesadas restringieron més los
movimientos de la planta.

e El viento fue méas responsable del de avance y
deriva de la planta, mientras que el oleaje
domino las rotaciones y la arfada.

e Las tracciones méximas en las lineas de fondeo
se debieron a fendmenos dinamicos que solo se
manifestaron al emplear la cadena mas ligera.
Dichas tracciones resultaron en F.S. bastante
comprometidos.

e Los F.S. aumentaron en ausencia de dichos
fenémenos, lo que demuestra la importancia de
su identificacion y cuantificacion.
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Finalmente, de este trabajo se pueden extraer futuras
lineas de investigacion. Entre ellas, hay que destacar las
siguientes:

Realizar el célculo estructural de los elementos
resistentes de la plataforma flotante mediante un
modelo de elementos finitos.

Reproducir més fidedignamente las acciones de
viento y oleaje mediante la implementacién de
distribuciones espectrales.

Valorar la influencia de las fuerzas del sistema
de fondeo sobre el resto de la estructura, a
efectos de determinar los beneficios de empelar
cadenas pesadas para prevenir cargas subitas.
Realizar estudios de fatiga sobre los elementos
estructurales mas sensibles a cargas ciclicas,
como las cadenas de fondeo.
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RESUMEN

Los diques flotantes atenian el oleaje incidente y garantizan la seguridad de las operaciones portuarias de los buques en
emplazamientos con condiciones de oleaje suave. El colapso de los diques flotantes est4 asociado a fallos o roturas en las
conexiones entre los pontones, especialmente cuando se someten a condiciones ambientales muy adversas. Un ejemplo
de esto es el ponton flotante del Puerto de Figueras (Asturias, Espafia), en el que sus conexiones no son capaces a soportar
las fuerzas ocasionadas en situacion de marejada. En este trabajo se ha simulado un ponton flotante paraboélico de las
mismas caracteristicas interactuando con el oleaje mediante un modelo numérico basado en el método de los elementos
de contorno (BEM). Se obtuvieron las series temporales de los momentos flectores y las fuerzas axiales en las conexiones
y, adicionalmente, se explora la sinergia del ponton flotante con la tecnologia de la energia del oleaje, en términos de
produccion e integridad estructural.

PALABRAS CLAVE: estructuras marinas, interaccion estructura-oleaje, dique flotante parabélico, energia del oleaje,
WEC.

ABSTRACT

Floating breakwaters attenuate incident waves and ensure safe port operations for vessels in locations with mild wave
conditions. The collapse of these structures is associated with failures in the connections between pontoons, especially
when they are subjected to adverse environmental conditions. An example of this is the floating pontoon in the Port of
Figueras (Asturias, Spain), where its connections are not able to withstand the forces caused by storm waves. In this work,
a parabolic floating pontoon with same characteristics interacting with waves has been simulated by means of a numerical
model based on the Boundary Element Method (BEM). The time series of bending moments and axial forces at the
connections were obtained and, additionally, the synergy of the floating pontoon with wave energy technology is explored
in terms of production and structural integrity.

KEYWORDS: marine structures, wave-structure interaction, parabolic floating breakwater, wave energy, WEC.

INTRODUCCION el interior de la Ria del Eo formando una frontera natural

entre las comunidades de Galicia y Asturias (Figura 1).
La actividad portuaria de un pais costero supone una
importante aportacion econdémica y comercial para su
propio crecimiento. Para poder llevarlas a cabo en
condiciones de seguridad, se precisa de la construccién
de estructuras que protejan a las embarcaciones de la
accion del oleaje. En los puertos que estan expuestos a
oleajes de fondo o swell es comun utilizar grandes diques
asentados sobre el lecho marino, sin embargo, con Mar Cantébrico
condiciones de oleaje mas suave es posible utilizar diques
flotantes, debido a que presentan una solucién alternativa
econdmica y medioambiental [1].

Un ejemplo de este tipo de estructura de proteccion es el
dique flotante que abriga el puerto deportivo del
municipio asturiano de Figueras (Espafia), que se sitla en

199



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

La probleméatica asociada a estas estructuras esta
estrechamente relacionada con el dimensionamiento de
los elementos de union entre médulos flotantes, puesto
que son una de las partes mas débiles. De hecho, en
condiciones de temporal estos elementos son sometidos
a altas tensiones de traccién que ocasionan su rotura vy,
consiguientemente, hacen perder la capacidad de reflejar
el oleaje incidente al dique como ha ocurrido en este caso
de estudio (Figura 2).

En post de determinar el sistema de fuerzas que actlian
sobre las estructuras flotantes es necesario recurrir a
técnicas avanzadas de ingenieria. Una de las técnicas de
estudio mas habituales es la experimentacion en
laboratorio en canales o tanques de oleaje donde se
trabaja con modelos fisicos a escala reducida [2]. Aunque
no es sencillo trasladar los resultados obtenidos en
laboratorio a escala real, es posible utilizarlos para la
calibraciéon de modelos numéricos [3]. En la actualidad,
estos modelos numéricos son un enfoque factible para
abordar la dindmica de una estructura flotante bajo
acciones ambientales complejas.

e 8 o b/ N | u» . |
Figura 2. Detalle de la conexién entre médulos
flotantes (izquierda) y rotura tras marejada (derecha).

o

Por otro lado, la fuerza del oleaje también puede verse
como un recurso energético con alta densidad, buena
previsibilidad y bajo impacto ambiental [4]. Los puertos
son grandes focos consumidores de energia eléctrica, sin
embargo, también son vastas fuentes de energia
renovable sin explotar [5]. Recientemente, han surgido
multiples estudios que pretenden aprovechar energias
marinas con el objetivo de autoabastecer los puertos
mediante la generacion de energia renovable, como por
ejemplo [6], 0 mas ain, el Proyecto Europeo PORTOS
(Ports Towards Energy Sel-Sufficiency).

La conversion de la energia del oleaje puede hacerse de
diferentes maneras, ya sea con grandes y COSt0osos
dispositivos como las columnas oscilantes de agua [7] o
bien con tecnologias de menor envergadura como los
dispositivos de absorcién puntual o similares (e.g. [8]).
Una forma novedosa de aprovechar la energia undimotriz
y, al mismo tiempo, de proteger las aguas interiores del
puerto, consiste en disponer el dique con una geometria
en planta parabdlica [9]. Este tipo de geometria permite
que la reflexion del oleaje se concentre sobre su foco,
creando una zona puntual de alta energia ideal para la
implementacion de un dispositivo puntual de conversion
de oleaje.
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En este trabajo analiza la respuesta de un ponton flotante
(de caracteristicas similares al pontén de Figueras) con
una disposicion geométrica parabdlica, que permita la
extraccion de energia del oleaje y garantice la integridad
estructural del conjunto. Para ello se ha simulado la
interaccion estructura-oleaje en un entorno numérico
basado en la teoria del potencial y el método BEM. Como
resultados, se han obtenido las fuerzas de tracciéon que
actuan sobre las conexiones del dique y, adicionalmente,
la altura de ola que se obtendria en el foco del dique
parabélico.

MATERIALES Y METODOS
2.1. Pontén flotante de Figueras.

El mddulo de ponton flotante de 24 t instalado en el
puerto de Figueras se corresponde con el modelo SF BW
300, del fabricante SF Marina. En la disposicién
colocada, estos se encuentran unidos dos a dos mediante
dos conexiones que proporcionan una resistencia
nominal a traccidon de 700 kN. Cada una de ellas se
compone, a su vez, de un par de cables de acero (Figura
3) que atraviesan un elemento cilindrico de neopreno.
Este sistema le confiere rigidez al conjunto de la
estructura para soportar las acciones del oleaje como un
todo uno, siempre y cuando la resistencia nominal de los
cables de acero no sea superada.

Figura 3. Dimensiones en [m]del pontén modular
utilizado en el puerto deportivo de Figueras.

2.2. Propuesta de pontdn flotante parabdlico

Partiendo de la tipologia del dique flotante de Figueras,
en este trabajo se plantea utilizar una configuracién
parabdlica del pontdn, tal como muestra la Figura 4. La
trayectoria parabdlica implementada tiene el vértice
sobre el sobre el centro del médulo flotante n°4 y su foco
se sitlia a una distancia de 50 m.

La geometria completa se compone por 7 modulos
flotantes, interconectados dos a dos mediante piezas
trapezoidales, las cuales permiten quebrar la geometria
consiguiendo asi la forma parabdlica. Ademaés, cada uno
de los mddulos se ha fondeado al lecho marino utilizando
cuatro cabos elastico-lineales, anclados al fondo marino
mediante bloques de hormigoén. Este tipo de fondeos
reduce considerablemente los movimientos del ponton
[10] y, consiguientemente, se consigue que la distancia
focal de la pardbola que conforma la estructura
permanezca constante.
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Figura 4. Disposicién y dimensiones del ponton flotante parabélico propuesto. “M” hace referencia al médulo ponton
v “b” hace referencia a la conexion de tipo bisagra.

2.3. Modelo numérico

Teniendo en cuenta el comportamiento difractante de los
modulos del dique pontdén, en este trabajo se ha empleado
un modelo de paneles (basado en la teoria del potencial)
para analizar el comportamiento hidrodindmico de este
tipo de estructuras en presencia del oleaje. Este tipo de
modelos ya han sido aplicados exitosamente para la
calibracion y validacion de modelos numéricos de
pontones flotantes [3]. Ademas, también ha sido
empleado para estimar la respuesta de dispositivos de
energia marinos como el CECO [11].

Inicialmente se aplico el cddigo Aqwa Line para resolver
la hidrodinamica de los médulos pontén en el dominio de
la frecuencia. Estos son considerados solidos rigidos
flotando libremente y con velocidad de avance nula. La
respuesta armonica obtenida est& gobernada por (1).

[-0*(M+A)—ieB+C] -y =f() )

donde M es la masa estructural, A y B son los
denominados coeficientes hidrodinamicos, C es la
rigidez hidrostatica y f las fuerzas que inciden sobre cada
panel que se utiliza para mallar el ponton (ver Figura 5).

Figura 5. Malla de paneles aplicada sobre el pontén.

Cabe mencionar que la amplitud de oscilacion y es
calculada para cada grado de libertad, cada direccion de
incidencia del oleaje y para cada frecuencia angular w.
En este trabajo se ha analizado la respuesta armonica de

20 frecuencias angulares diferentes comprendidas entre
wmin = 0.01 rad/s y wmax = 6.15 rad/s, actuando sobre la
direccion de incidencia transversal (90°) al pontén
parabélico.

Posteriormente, se resolvid la dindmica del dique en el
dominio del tiempo mediante el c6digo Aqwa Naut, en el
que se plante6 el sistema completo de fuerzas (2), entre
las que se incluyen la fuerza hidrostatica fu(t), las fuerzas
del oleaje incidente fi(t), las fuerzas de difraccion fy(t), ¥
las fuerzas de radiacion fi(t), y las fuerzas en las lineas de
fondeo fi(t),

M-X=F, 1)+, (t) +F, () +F, (©) + F,(t) +F, (t) - )

El término fc(t) tiene en cuenta las fuerzas que actldan
sobre las conexiones entre los mddulos y las piezas
trapezoidales. Dado que las conexiones entre médulos
estan colocadas en las esquinas, todas las traslaciones y
las rotaciones alrededor de los ejes X y Z estan
restringidas, por lo que el uso de un elemento de unién
gue permita la rotacién sobre el eje Y es adecuado para
reproducir las fuerzas de las conexiones (Figura 6). Con
este tipo de articulacion, se debe estimar la rigidez (Ksy),
adoptada con un valor de 572 MN-m/rad, basado en el
trabajo de calibracion previo [3].

Para estimar la solicitacion sobre cada cable de acero, es
necesario transformar las fuerzas obtenidas en la bisagra
en la componente axial sobre cada conexion (fucon).
Suponiendo un reparto igual de fuerzas, la fuerza axial a
la que es sometida la conexidn se obtiene como la suma
en cada paso de tiempo del correspondiente aporte de la
fuerza axial (fx) y del par en el eje vertical (frz) que
aparece en la bisagra (3).

x| e
chnn_ 2 +2dci (3)

donde d. es la distancia entre la conexion y la bisagra.
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La interaccion del ponton parabdlico con el oleaje se ha
resuelto durante una secuencia temporal de 30 minutos
(segin recomendacién de [12]), empleando un paso
temporal At = 0.005 s. Durante esta serie, la estructura es
enfrentada a un oleaje irregular de tipo Pierson-
Moskowitz caracterizado por una altura de ola
significante Hs = 0.76 my un periodo de pico T, =3.15 s,
actuando en la direccion de incidencia transversal al
ponton central (nr. 4) [13]. La energia S(w) contenida en
este tipo de espectro de oleaje es formulada segun (4):

2 167°
s

1
1 T ot
5

S(w) = 47° H

4

, (4)
siendo T; es el periodo de cruce por cero [14].

conexion 2

bisagra |
conexion | 2y,

o o
o

Figura 6. Esquema de las fuerzas actuantes sobre la
bisagra.

RESULTADOS

Tras someter al pontdn parabolico al oleaje irregular de
disefio definido anteriormente se han obtenido las fuerzas
axiales (fneon) @ las que son sometidas las conexiones que
unen los pontones. Adicionalmente, a modo de primera
estimacion del recurso energético que se puede obtener
con esta disposicién parabolica, se muestra la superficie
de sobreelevacién de la lamina de agua obtenida en las
cercanias del dique.

3.1. Fuerzas en la conexién

La figura 7 muestra un ejemplo de la serie de fuerzas fx
(t) y frz (t) que aparecen sobre la bisagra central (b-6) del
conjunto de pontones. En ella, se aprecia como la fuerza
axial fx oscila en torno a unos valores de traccion
aproximados de 20 kN, manteniéndose relativamente
constantes durante toda la simulacion. Sin embargo, el
par sobre el eje vertical frz que se genera alcanza valores
maximos (= 4.000 kN-m) que, en comparacion con la
fuerza axial, contribuyen de forma mayoritaria sobre el
célculo de la fuerza resultante en la conexion. De hecho,
la fuerza axial que aparece en la bisagra podria ser
despreciada y la fuerza en la conexién apenas se veria
afectada.
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Figura 7. Fuerza axial fx (panel superior) y par fzz
(panel intermedio) sobre la bisagra b-6 y fuerza axial
resultante fcon (panel inferior).

Observando las conexiones en conjunto, se observa que
la fuerza axial fncon difiere en gran medida entre unas y
otras. La Figura 8 muestra los valores estadisticos
obtenidos para cada una de las conexiones, en ella se
muestra como aquellas que estan situadas méas cerca del
vértice de la paradbola (e.g. 6 y 7) soportan fuerzas axiales
medias mayores al resto, cercanas a los 300 kN. La fuerza
axial media no supera en ninguna conexion la resistencia
nominal proporcionada por el fabricante (700 kN). Sin
embargo, esta si que es superada en algunos instantes
llegando a solicitar a la conexion con mas de 1.600 kN,
muy por encima del valor nominal. Por otro lado, la
fuerza axial que aparece en las conexiones situadas en los
extremos (1y 12) es considerablemente menor que en las
uniones centrales, tanto la fuerza axial media estimada
(=50 kN) como la fuerza extrema (=300 kN).
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Conexion
Figura 8. Fuerza axial media (linea roja), percentiles
25% y 75% (linea azul), desviacidn tipica (linea negra)
y valores extremos (cruz roja).
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3.2. Recurso energético

Como un primer paso hacia la estimacién del recurso
energético del oleaje tedrico que podria obtenerse con la
geometria parabolica, se presenta la estimacion de la
sobreelevacion de lamina de agua calculada a través del
oleaje difractado, radiado y reflejado por los pontones.

La Figura 9 muestra un ejemplo de la sobreelevacion
obtenida cuando incide transversalmente sobre la
estructura un oleaje monocroméatico de 0.45 m de
amplitud y frecuencia angular o = 3.60 rad/s (equivalente
a un periodo de 1.75 s). La forma parabdlica de la
estructura hace que la reflexion del oleaje se concentre en
las cercanias del foco, obteniéndose sobreelevaciones de
la l[&mina de agua tedricas de hasta 2 m. Ademas, los
menores valores (= 0 m) aparecen en la zona de sotamar,
por lo que la estructura seria capaz de disipar este oleaje,
garantizando asi una altura de ola compatible con las
operaciones que se realicen en el interior del puerto.

Figura 9. Altura de lamina de agua en [m] para oleaje
incidente transversal.

La respuesta del dique parabélico mostrada en la figura
anterior no es igual en el rango de las 20 frecuencias
angulares analizadas. Cuando inciden sobre la estructura
oleajes monocromaticos con frecuencias inferiores a
1.70 rad/s no se produce reflexion del oleaje, el dique se
mueve armonicamente con el oleaje y, por tanto, la
sobreelevacion de Iamina en el foco de la parabola (hroco)
es igual a la amplitud incidente (ver Figura 10).

Por otro lado, cuando la frecuencia del oleaje incidente
es superior a 1.70 rad/s (equivalente a periodos menores
de 3.70 s) la estructura refleja el oleaje con patrones
similares al mostrado en la Figura 9, obteniéndose
sobreelevaciones de la lamina de agua de hasta 2.50 m en
el foco (ver Figura 10). Esto quiere decir que, con esta
disposicion geométrica parabdlica, se pueden obtener
sobreelevaciones tedricas de la ld&mina de agua de una
magnitud superior a 5 veces la amplitud del oleaje
incidente y que, ademas, se consigue focalizar en una
zona puntual.

203

35 T T T T

0 . . ! . . .
0 1 2 3 4

Frecuencia [rad/s]

wn
>
-

Figura 10. Altura de la lamina de agua en el foco de la
parabola.

CONCLUSIONES

En este trabajo se ha simulado numéricamente un pontén
flotante de caracteristicas y dimensiones similares al
ponton instalado en el puerto de Figueras, pero con una
disposicion geométrica en planta de trayectoria
parabdlica que permite crear una zona puntual para el
aprovechamiento energético del oleaje. Ademas, se han
estudiado las fuerzas tedricas a las que se someten las
conexiones de los mdédulos pontdn, en términos de
analizar la integridad estructural de dique frente a un
oleaje de caracter extremal.

Las conclusiones alcanzadas tras discutir los resultados
se resumen a continuacion:

e El modelo numérico creado permite estimar la fuerza
axial a la que se someten los conectores del pontén.

e La fuerza axial maxima supera en un 200% a la
resistencia nominal de la conexién en algunos
instantes de la simulacion, por lo que la integridad de
la estructura aln no esta garantizada.

e Los oleajes incidentes transversales con periodos
iguales o menores a 3.70 s son reflejados sobre el foco
de la parabola creando una zona puntual de alta
energia. Ademas, el oleaje es atenuado en la zona de
sotamar con valores de sobreelevacion de lamina de
agua casi nulos.
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RESUMEN

En el presente trabajo pretende caracterizar el comportamiento a fatiga de un acero maraging fabricado mediante técnica
aditiva. Este tipo de acero de alta resistencia es muy usado en la industria aeronautica, aeroespacial, militar y estructuras
offshore gracias a su alta resistencia, tenacidad, ductilidad, estabilidad dimensional y soldabilidad. La posibilidad de usar
este material para producir piezas por fabricacion aditiva, lo convierte en un buen candidato para producir partes de
prétesis por sus buenas propiedades mecanicas, optimizandose el material y reduciendo el tiempo de mecanizado. Este
estudio se centra en el comportamiento multiaxial del acero. Para esto, se han usado varios métodos de plano critico para
predecir la vida a fatiga y la orientacion de la grieta bajo escenarios de cargas de tipo biaxial. Se emplearon probetas
cilindricas fabricadas en direccion vertical, mediante capas de 40um de espesor y una velocidad de 800 mm/s. Los
resultados mostraron un reducido efecto de los concentradores de tension aplicados para bajos ciclos de vida a fatiga. Con
los modelos de plano critico empleados las estimaciones de vida a fatiga fueron més ajustados a menores ciclos de vida.

PALABRAS CLAVE: Fabricacion Aditiva, Acero Maraging, Fatiga Multiaxial, Concentrador

ABSTRACT

In this work is studied the multiaxial fatigue behaviour of an additively manufactured maraging steel. This high strength
steel is used in different industries such as aircraft, aerospace, offshore and military industries thanks to its good strength,
toughness, ductility, and weldability. The possibility of using this material to produce parts by additive manufacturing
makes it a good candidate for producing prosthetic parts due to its good mechanical properties, optimising the material
and reducing machining time. This study focuses on the multi-axial behaviour of steel. For this, several critical plane
methods have been used to predict the fatigue life and crack orientation under biaxial loading scenarios. Cylindrical
specimens fabricated in the vertical direction, using 40um thick layers and a speed of 800 mm/s, were used. The results
showed a reduced effect of stress concentrators applied for low fatigue life cycles. With the critical plane models used,
the fatigue life estimates were more accurate at lower life cycles.

KEYWORDS: Additive Manufacturing, Maragin Steel, Multiaxial Fatigue, Notch

1 INTRODUCCION método de fabricacion genera defectos tales como huecos

0 zonas de falta de fusion que repercuten sobre la
Los métodos de fabricacion de hoy dia permiten obtener resistencia a fatiga del material [3], [4]. Por otro lado, en
geometrias mas complejas y optimizadas. Entre los el material aparece una anisotropia como consecuencia
avances tecnologicos en este aspecto han surgido las de la distribucion de defectos diferente respecto a la
denominadas técnicas de fabricacion aditiva, en las que direccion de fabricacion [5]. Respecto a la resistencia a
como su nombre bien indica la fabricacion se basa en la fatiga algunos investigadores advierten que su efecto es
adicion de material en vez de la eliminacion como suele notable sobre todo a altos ciclos de vida [6],
suceder en los métodos de fabricacion tradicionales [1]. encontrandose en cualquier caso que el material muestra
Entre estas técnicas se encuentra la SLM (Selective Laser un mejor comportamiento cuando las cargas son
Melting), en la que la pieza se va creando por la fusion aplicadas en la direccion perpendicular a la de
de polvo metélico depositado en finas capas [2]. Este fabricacién de la pieza [7].
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En este trabajo se evalla el comportamiento a fatiga
multiaxial del acero 18Ni300 de fabricacion aditiva. Los
caminos de carga aplicados se componen de una carga
axial pulsante en fase con una a torsién de inversion
completa. Para cada camino de carga, se obtiene la vida
a fatiga del material con y sin un concentrador de
tensiones en forma de taladro. Para los ensayos con
concentrador de tensiones se aplicod la técnica de
correlacion de imégenes para la relacion entre el factor
de intensidad de tensiones en el frente de grieta en modo
I'y modo II.

2 MATERIALES Y METODOS
2.1 Propiedades del 18Ni300

El material usado en el estudio es el acero maraging
18Ni300. Este es un material ampliamente usado en la
industria por su buena resistencia, tenacidad, ductilidad,
estabilidad dimensional y soldabilidad [8]. Su buena
soldabilidad le hace un buen candidato para la técnica de
fabricacion aditiva.

Las propiedades monotonicas y ciclicas se presentan en
latabla 1y 2 respectivamente [3]. Los valores ciclicos de
torsion se obtuvieron mediante cinco ensayos a diferentes
niveles de deformacidn angular en la zona de bajos ciclos
de vida a fatiga [9].

Tabla 1. Propiedades monotdnicas AISI 18Ni300 AM.

IResistencia a la traccion, cu 1147MPa
Limite elastico, oys 910MPa
Modulo de Young, E 168GPa

Tabla 2. Propiedades ciclicas AISI 18Ni300 AM.

Coef. Resistencia fatiga, ¢’ 1798.73MPa
Exp. Resistencia fatiga, b -0.1311
Coef. ductilidad fatiga, €’ 0.32784
Exp. ductilidad fatiga, ¢ -1.0941
Coef. Resistencia fatiga, T’ 890.9MPa
Exp. Resistencia fatiga, b, -0.103
Coef. ductilidad fatiga, v’ 0.7806
Exp. ductilidad fatiga, c -0.899

2.2 Datos experimentales ensayo biaxial

La geometria y las medidas de las probetas tubulares
empleadas en los ensayos se muestran en la figura 1.
Estas probetas fueron fabricadas mediante SLM
aplicando una potencia de laser de 400W, una velocidad
de movimiento de 800mm/s y en capas de 40um de
espesor. Las probetas se ensayan en condiciones as-built
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por lo que no incluyen ningun tratamiento posterior
mecanico o térmico.
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Figura 1. Geometria de las probetas. Todas las cotas se
expresan en mm.

Se realiza un taladro de 0.4mm en el centro de la probeta.

De este modo se asegura la aparicion de la grieta desde

el concentrador de tensiones.

Los caminos de carga aplicados se muestran en la figura
2. Se aplica con control de fuerza una carga axial pulsante
con una relacién de carga de 0.1 junto a una carga a
torsion con inversion completa. Los valores de carga se
calculan en funcion de la tension equivalente méxima en
el ciclo: 25%ocys (HCF), 50%ocys (MCF) y 75%cys
(LCF). En la tabla 3 resume los valores de tension,
deformacion a mitad de vida y vida a fatiga para los
ensayos realizados.

LCF s MCT e [ICT

400
340
200

100

Tension cortante, T (MPa)

Tension normal, ¢ (MPa)

Figura 2. Caminos de carga estudiados.

Tabla 3. Resumen resultados obtenidos ensayos fatiga
multiaxial.

Id. Ac At Ae Ay N
(MPa) | (MPa) | (%) (rad) (ciclos)
HCF1 | 175 202 | 0.136 | 0.00342 | 334000
HCF2 | 175 202 | 0.141 | 0.00393 | 235000
MCF1 | 315 404 | 0.276 | 0.0070 | 18690
MCF2 | 315 404 | 0.275 | 0.0071 | 22176
LCF1 | 4725 606 0.418 | 0.0116 1434
LCF2 | 4725 606 | 0.414 | 0.0112 1670

2.3 Correlacion de Imagenes

El campo de desplazamiento en la punta de la grieta se
obtiene mediante una cdmara CCD de 5MP con una
oOptica con la que se obtiene un campo de vision de



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

3.55x2.97mm? [10]. Para crear un patrén sobre la
superficie de la probeta, se ha pulido ligeramente la
superficie de la probeta en una zona proxima al
concentrador con la intencién de reducir lo minimo
posible el efecto de este pulido sobre la vida a fatiga de
la probeta [11], [12]. A continuacion se aplica un patron
arafiando la superficie con lijas del #800 y #1200 [10].

Las imagenes se tomaron cada 500 ciclos para la probeta
B2 y para la A2 cada 10000 ciclos. Se tomaron 60
imagenes por ciclo, en un total de 4 ciclos. Las imagenes
se procesaron con el programa VIC 2D [13].

Debido a la elevada deformacion en la probeta LCF2, no
se obtuvieron buenos resultados aplicando esta técnica,
en el caso de HCF2, la grieta se inicio en el taladro, pero
finalmente rompi6 por un punto proximo al cambio de
seccion. El Unico resultado positivo se obtuvo de la
probeta MCF2.

3 METODOS DE PLANO CRITICO

Los métodos de plano critico se basan en la observacion
de nucleacién y crecimiento de grieta en ensayos
realizados con cargas mé&s o menos complejas [14].
Dependiendo del tipo de material, se presenta un dominio
de un modo de crecimiento de la grieta u otro, en funcion
de esto aparecen diferentes modelos [15]. Existen dos
tipos de modelos, aquellos que utilizan datos de ensayos
mas simples para predecir el comportamiento bajo
condiciones complejas, y aquellos que usan ensayos
complejos para predecir el comportamiento bajo cargas
multiaxiales [16]. En este trabajo prestaremos atencion al
primer tipo. Los modelos asi determinan el plano en el
que se preveé crezca la grieta y mediante un parametro de
dafio (DP) una estimacién de la vida a fatiga. En este
estudio las estimaciones realizadas para las probetas con
concentrador se hicieron con los valores de deformacion
experimentales.

3.1. Fatemi-Socie

El modelo de Fatemi-Socie [17] (FS) se aplica a
materiales con un comportamiento de tipo mas ductil, en
los que la grieta se nuclea y crece en planos de maximo
cortante. El1 DP queda definido en el plano ¢* en el que
la amplitud de deformacién angular Ay es maxima.
Dentro del DP introduce el efecto entre las tensiones
normales y cortantes en el plano ¢* a través del cociente
entre la tension normal maxima onmax. En una Gltima
modificacion del modelo Fatemi corrige el efecto de
on,max Mediante la amplitud de tension cortante At real.
El mejor rendimiento a altos ciclos de vida a fatiga en FS
se obtiene asi a consecuencia de una doble correccion del
efecto de las tensiones normales, por el factor K y por un
valor directo de deformacion Ay.
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AYmax Onmax\ _ T,f '
Bmax (1 4 o e )=L@NYY Y 2NDY (1)

3.2. Smith-Watson-Topper

El modelo de Smith-Watson-Topper [18] (SWT) se
aplica a materiales con un comportamiento de tipo mas
fragil, en los que la grieta se nuclea en un plano de
méximo cortante pero el resto del crecimiento se realiza
en planos de tension normal maxima. Define el plano
critico @* en el que aparezca los mayores valores de
deformacion y tensién principal.

A b+c

2
78 Onmax = % (ZNf)Zb + O-,fglf(ZNf)

@

4 RESULTADOS
5.1. Estimaciones de vida a fatiga

De los resultados de la tabla 2, para vidas a fatiga de los
niveles B y C a bajos ciclos, se observa que el
concentrador de tensiones no parece afectar sobre la vida
a fatiga en el ensayo. A altos ciclos de vida, aunque esta
diferencia si parece observarse, puede ser atribuida a la
dispersion propia del proceso ya que la grieta de rotura
termina siendo otra distinta a la del concentrador.
Estudios previos sobre el efecto de concentradores de
pequefio tamafio, concluyen la existencia de tamarios
criticos de defecto que permiten nuclear la grieta pero
con un efecto minimo sobre la vida final a fatiga,
observandose que la grieta de fallo por fatiga apareceria
en otro punto distinto al del concentrador [19].

La figura 3 muestra los resultados de las estimaciones
realizadas por los modelos de FS y SWT con cuadrados
azules y tridngulos verdes respectivamente. Las
estimaciones realizadas por FS muestra valores més
conservadores que SWT, acentuadndose esta diferencia a
mayores niveles de vida a fatiga para las que SWT deja
valores del orden de 106 ciclos.

OFS ASWT

1E+46
1E+5 |

- 1E+4

N, th

1E+43

1E+2 na ——
1E+2 1E+56  1E+6

1E+3  1E+4
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Figura 3. Resultados estimaciones de vida a fatiga de
modelos.

5.1. Evolucion factor de intensidad de tensiones modo |
y modo Il

La figura 4 presenta la evolucion de los valores del factor
de intensidad de tensiones en modo | y modo Il para la
probeta de media vida con taladro MCF2 para diferentes
puntos de vida a fatiga [20]-[22]. Los datos de
desplazamiento experimentales se ajustan a las series de
Williams [23] Mediante circulos se muestran los
resultados para Kl y con cuadrados para Kj,. Se observa
que para las cargas aplicadas y el tipo de material, los
valores de K, son mas del doble de los de K};, aumentando
esta diferencia a medida que la grieta aumenta de tamafio.
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Figura 4. Variacion del factor de intensidad de
tensiones en modo | y Il para probeta MCF2.

5 CONCLUSIONES

Se ha realizado un estudio del comportamiento a fatiga
del 18Ni300 fabricado por técnicas aditivas bajo cargas
de tipo multiaxial en fase. Se ha observado un reducido
efecto del taladro de 0.4mm sobre los resultados de vida
a fatiga a bajos ciclos de vida. FS devuelve resultados
méas conservadores y mejores a altos ciclos de vida a
fatiga que SWT. Para las cargas aplicadas en el frente de
grieta aparecen valores de K; dos veces mayores que K.
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RESUMEN

La fatiga por fretting aparece en ensamblajes mecanicos sometidos a fuerzas de contacto variables en el tiempo. Las altas
tensiones cerca del borde de contacto producen un inicio temprano de grietas y pueden causar la fractura del componente.
El shot peening (SP) es un tipo de paliativo de fatiga por fretting que introduce un campo de tensiones residuales de
compresién debajo de la superficie del material, modificando ademas la rugosidad superficial. Trabajos recientes han
observado que la vida de fatiga por fretting también mejora cuando se aplica SP solo a la superficie del elemento de
contacto, el cual se encuentra libre de tensién global y por lo tanto no es el elemento del par de contacto en el que se
produce el fallo por fatiga. Esto sugiere que, una parte de la mejora de la vida de fatiga observada en elementos con SP,
se debe a la rugosidad superficial obtenida con el SP. El objetivo de este trabajo es analizar la influencia de esta rugosidad
caracteristica, pero con independencia de las tensiones residuales, en la vida a fatiga por fretting. Para ello, se han medido
los perfiles superficiales de varios elementos de contacto con SP mediante un microscopio confocal. Con estos perfiles
superficiales, se calcula el campo de tensiones/deformaciones debido al contacto de fretting y, a continuacion, se aplica
un modelo de fatiga, considerando que las grietas se inician y se propagan completamente normales a la superficie de
contacto. Finalmente, se compara la vida a fatiga estimada con la vida experimental obtenida en laboratorio.

PALABRAS CLAVE: Fatiga por fretting, contacto rugoso, shot peening, prediccién de vida.

ABSTRACT

Fretting fatigue appears in mechanical assemblies subjected to time varying contact forces. High contact stresses with
steep gradients near the contact edge produce early crack initiation and can cause the fracture of the component. Shot
peening (SP) is a type of fretting fatigue palliative that produces a compressive residual stress field below the surface of
the material, also modifying the surface roughness. Recent works have observed that fretting fatigue life is also enhanced
when applying SP only to the contact pad surface. This suggests that a part of the fatigue life improvement observed in
SP treated parts is due to the characteristic surface roughness produced by SP treatment. The aim of this work is to analyse
the influence of this characteristic roughness on the fretting fatigue life. To do so, several profiles of shot peened pads
were measured by means of a confocal microscope. With these profiles, the fretting contact stress/strain field are
calculated and then a fatigue model is applied. This fatigue model assumes that cracks initiate and propagate completely
normal to the fretting fatigue specimen contact surface. Finally, the estimated fatigue life is compared with experimental
data from a fretting fatigue campaign carried out in the laboratory.

KEYWORDS: Fretting fatigue, rough contact, shot peening, life prediction.

1 INTRODUCCION cargas provocan micro-desplazamientos relativos entre
las superficies en contacto que, unido a la friccion entre

La fatiga por fretting es un tipo de dafio superficial superficies, causan la aparicion de grietas superficiales

producido en multiples componentes en el ambito que pueden ir creciendo hasta provocar el fallo del

ingenieril como pueden ser, uniones atornilladas, juntas componente [3].

de estanqueidad, cadenas, uniones entre alabe y disco en

turbinas de gas y compresores [1][2]. La mejora de la vida de los componentes sometidos a
fatiga por fretting ha sido objeto de estudio por muchos

Para que se produzca la fatiga por fretting, los elementos investigadores. Los paliativos desarrollados hasta dia de

deben encontrase en contacto y sometidos a fuerzas y hoy podrian diferenciarse en varias categorias:

momentos variables en el tiempo. Las variaciones de las modificacion de la geometria del par de contacto, y asi
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modificar los campos de tensiones y deformaciones
generados en las zonas de contacto; incorporacion de
lubricantes para disminuir la friccion entre los elementos
en contacto; mejora de las  propiedades
superficiales/tribolégicas del material, mediante
tratamientos térmicos o mediante alteracion quimica, y
por ultimo, introduciendo tensiones residuales [4] -[7].
Algunos de los tratamientos utilizados para la
introduccién de tensiones residuales son el shot peening
y el Deep Rolling [8],[9].

Uno de los tratamientos mas usados en el ambito
industrial es el shot peening [4], esto es debido a su facil
aplicacion y a su bajo coste de produccién. El principal
efecto del shot peening en la fatiga por fretting es reducir
la iniciacidon y crecimiento de grietas superficiales,
gracias al campo de tensiones residuales de compresién
que se produce bajo la superficie de contacto y la
modificacion de la rugosidad [10].

En base a estudios experimentales, puede saberse que las
grietas emanan y se propagan con un cierto &ngulo
respecto a la superficie [11], sin embargo, el modelo de
evaluacion propuesto asume que la grieta es
perpendicular a la superficie de contacto. Aunque
sabemos que esta asuncién no es realista, en general
ofrece buenos resultados en términos de prediccion de
vida [12].

2 DATOS EXPERIMENTALES

El par de contacto usado en este estudio es del tipo
cilindro-plano o también llamado contacto cilindrico, es
decir, se tienen en contacto un elemento cilindrico con
un elemento plano [13]. El elemento plano utilizado es
una probeta del tipo “dog-bone”. Ambos elementos
entrardn en contacto mediante una carga normal y
constante, N. Posteriormente la probeta sera sometida a
una tension axial ciclica, o, y debido a la friccién
existente entre las superficies de contacto, provocara
una carga tangencial ciclica y en fase, Q.

Las dimensiones de los elementos anteriormente
nombrados se muestran en la figura 1.

Thickness=8

M20x1.5 , m 15 Corrfnact y
P Z10x8\ " \ ‘—- -— surface
g =)
N -
Contact pad R100 / 10 ) 10
Test specimen n
165 Fg—

Figura 1. Dimensiones de las probetas tipo “dog-bone”
y de los elementos de contacto cilindricos (mm).

El material utilizado para la fabricacion de ambos
elementos, probetas y elementos de contacto es la
aleacion de aluminio Al 7075-T651, cuya composicion
quimica puede verse en [13]. En la tabla 1 se muestra las
propiedades mecénicas de este material. Los valores de
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coeficientes de friccion mostrados en la tabla 1 han sido
obtenidos mediante ensayos en el laboratorio [4].

Tabla 1. Propiedades mecanicas Al 7075-T651[13]

Propiedad
Médulo de Young E 71GPa
Coeficiente de Poisson v 033
Limite elastico oy 503 MPa
Limite de rotura ou 572 MPa
Coeficiente de Ley de Paris C 8.831-10%
Exponente de Ley de Paris m 3.322
Coeficiente de endurecimiento K* 712 MPa
Exponente de endurecimiento n~  0.0410
Coeficiente resistencia a fatiga of 995.4 MPa
Coeficiente ductilidad a fatiga e 0.0994
Exponente resistencia a fatiga b -0.0941
Exponente ductilidad a fatiga c -0578
Coeficiente de friccion — material p

0.75
no tratado
Coeficiente de friccion — material p 085

tratado con shot peening

Tabla 2. Combinaciones de cargas y vidas
experimentales[4].

Carga c Q N NS/ N 5P/
Num. (MPa) (N) (N) NS N5

(Ciclos)  (Ciclos)

1 70 971 6629 316603/ 714702/

165696 361128

2 150 2113 3006 41002/ 28782/
34904 28596

3 150 2113 5429 36431/ 34031/
32339 33181

4 175 971 3006 26587/ 34312/
31815 33421

5 175 971 5429 35171/ 69466/
29100 43882

6 175 2113 3006 21669/ 21846/
21207 24030

7 175 2113 5429 28178/ 19130/
28112 20662

En este estudio se utilizaron 7 combinaciones de cargas
de fretting, o/Q, N, diferentes, dos elementos de
contacto distinto: uno liso y otro tratado con shot
peening y se hicieron dos ensayos por cada combinacion
de nivel y elemento de contacto. Con estos niveles de
cargas se han obtenido las vidas experimentales a fatiga
por fretting, tanto para la situacion en la que los
elementos de contacto estan sin tratamiento (Nfs), como
aquellas en las que a estos se les aplicé shot peening
(NfSP ). En ambos casos las probetas utilizadas para
realizar estos ensayos no tuvieron ningln tipo de
tratamiento. Los resultados de estos ensayos se muestran
en la tabla 2 [4]. Estos valores de vida experimentales
seran comparados con predicciones de vida numéricas
en la seccion 5.
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Los elementos de contacto con shot peening fueron
medidos en un microscopio confocal con el fin de
obtener diversos perfiles superficiales en 2D. En la
figura 2 pueden observarse los perfiles adquiridos en dos
de las mediciones realizadas. Las geometrias de estos
perfiles seran utilizadas en la seccion 3 del presente
articulo para calcular de forma numérica los campos de
tensién/deformacion en las zonas de contacto, con el fin
de cuantificar como afectan a las predicciones de vida a
los diferentes perfiles medidos.

y(pm)

x(mm)

Figura 2. Perfil con SP

3 MODELO MATEMATICO

Para obtener el campo tension/deformacion generados
por el par de contacto en la probeta, se ha implementado
un modelo matematico, desarrollado mediante el
software “Maple”. En dicho modelo se pueden
diferenciar dos fases: el calculo de las tensiones y
deformaciones en la superficie y en el interior.

3.1. Calculo de las tensiones de contacto normal y
tangencial en la superficie

Es necesario conocer las tensiones de contacto normal y
tangencial producidas en la superficie para poder
obtener el campo de tension/deformacién interior.
Cuando la carga normal, N, y tangencial, Q, son
aplicadas, se producen ciertos desplazamientos relativos
(de solido rigido) entre los elementos que forman el par
contacto. Considerando que ambos son del mismo
material y que los perfiles de sus superficies pueden ser
aproximados por pardbolas, se obtendran dos
ecuaciones genéricas de desplazamientos relativos, una
de las ecuaciones se corresponde con los
desplazamientos producidos en el eje perpendicular al
contacto, 6,, ecuacion (1), y la segunda ecuacion
corresponde con los desplazamientos producidos en el
eje paralelo al contacto, &,, ecuacion (2). En [14] y [15]
puede encontrarse coémo obtener los desplazamientos a
partir de las tensiones y deformaciones producidas por
cargas superficiales distribuidas.

_4Q@-v® b 1x2
8y =—— fa oyy () In|x — s|ds +57 (1)
2 2
8y = ,u%% - A?Ux + %%f; o£9TTect (s) In|x — s| ds

@)
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En las ecuaciones (1) y (2), a y b son los puntos
iniciales y finales de la zona de contacto, g, (s)
corresponde a la tensidn normal superficial y
o5yt (s) es la carga tangencial superficial correctiva
para una situacion de deslizamiento parcial.

Las ecuaciones (1) y (2), seran evaluadas de forma
discreta y para ello el intervalo de integracion se
discretiza en n segmentos de longitud A y en los que la
presion normal se supone constante e igual a ay"y,i =
1..n. La evaluacion de la version discreta de (1) para
valores de x iguales a los puntos medios de cada una de
los segmentos de longitud A, nos dara un sistema de n
ecuaciones y (n + 1) incognitas (las n presiones ayiy y
8,). Para que este sistema de ecuaciones pueda ser
resuelto es necesario incluir en forma discreta la
ecuacion del equilibrio de fuerzas verticales:

b .
N = [ gy, (s)ds= A XL, ay, 3)
Andlogamente se discretiza la ecuacion (2) y la
correspondiente a la carga tangencial correctiva:

Qcorrect — i,uN _ Q — ff U;;rrect (S)dS —

A Z?:l O_)ccz})]rrect,i (4)

en donde el signo * depende del sentido de Q. Gracias
al sistema de ecuaciones formado por (1), (2), (3) y (4)
se pueden obtener los valores de a,,y o)™ en cada
uno de los segmentos superficiales de longitud A. Como
sabemos, la tension tangencial total producida en una
situacion de deslizamiento parcial corresponde a la suma
de la tension tangencial de deslizamiento global,

a°*® = +pa,,, y la tensién tangencial correctiva

correct-
oyy :

Ory(8) = £+ 0y, (5) + a7 (s) ®)
Con los valores obtenidos de gy, (s) Y 0y, (s) se puede
calcular el campo de tension/deformacion.

3.2. Calculo de tensiones y deformaciones en el interior.

Para poder hallar las tensiones en el interior de la
probeta se ha de integrar de forma numérica las
tensiones  superficiales obtenidas anteriormente
mediante las ecuaciones de Flamant [16]:

_ 2yca o (s)(x—5)?
0 (0y) = = L ooy @
2 ra Oxy(s)(x—s)3

7 -a (G2 ey2z 0 ©)

__wra oy _
o) ===l ((x=5)2+y?)? ds
2y? ra Oxy(s,0)(x—s)
n f—a((x—5)2+y2)2 )
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_ _2y% ra ayy(s)(x-s)
ny(x, J/) - T f—a ((x—5)24y2)2 ds

a ny(s)(x—s)z

2y
Pl Y e ®)

Como las distribuciones g, y oy, se han obtenido de
forma discreta, las integrales de (6) a (8) también han
sido calculadas de esta forma.

Para verificar el modelo matematico se han analizados
las tensiones a lo largo de un linea recta y perpendicular
en el camino prospectivo de la grieta. Para este analisis
se han comparado las tensiones obtenidas mediante este
modelo con las obtenidas mediante un modelo de
elementos finitos disefiado en el software comercial
ANSYS, obteniendo un buen ajuste.

4 MODELO PREDICCION DE VIDA

En la actualidad, hay muchos modelos de prediccién de
vida a fatiga. Algunos de ellos consideran la fase de
iniciacién [17], otros la fase de propagacion [18], y
otros, como en este trabajo, utilizan una combinacién
entre la fase de iniciacion y de propagacion [19].

El modelo de combinacion de fases consiste en analizar
por separado la fase de iniciacion y de propagacion. La
fase de iniciacion analiza el nimero de ciclos necesarios
para generar una grieta de cierta longitud, ai. La curva
de iniciacion (ai-N;j) se obtiene a partir de la relacion de
Coffin-Manson (e-N) mediante el parametro de fatiga de
Smith-Watson-Topper (SWT) [20],[21]:

"2
SWT == 00 = (”g) 2N) 2 + gfaf(2N) P*¢ (9)

La fase de propagacion analiza el nimero de ciclos
necesarios para propagar una grieta, de longitud inicial
a;, hasta la fractura total del componente. Para esta fase,
se hard uso de la ley de Paris, ecuacion (10), [22],
integrando dicha expresion entre una longitud de grieta
inicial aj y una final as = 5mm, y repitiendo el proceso
para distintas longitudes iniciales de grieta, es posible
crear la curva de propagacion (ai-Np).

% = cAK™
dN

(10)
donde C y m son el coeficiente y el exponente de la ley
de Paris, respectivamente. AK es rango del factor de
intensidad de tensiones en modo I, y que en este trabajo
se ha calculado usando la funcién de peso de Bueckner
[23], para el caso de una grieta pasante y superficial en
un plano semi-infinito.

Finalmente, la suma de la curva de iniciacion vy
propagacion nos ofrece la vida total estimada en funcién
de la longitud, ai, de iniciacion de grieta, (ai-N:) = (ai-N;)
+ (ai-Np). De entre todos los valores posibles de vida, el
minimo valor de la curva de vida total se toma como la
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vida a fatiga, N¢*, y el valor de longitud de grieta para el
cual se produce este minimo se toma como longitud de
iniciacién, ai* (ver figura 3).

—-- N° de ciclos para iniciar una grieta de longitud a ,
--------- N° de ciclos para propagar una grieta de longitud a ; hasta el fallo
—— N°de ciclos totales

N

Ne ciclos

Vida estimada

a¥  Longitud de grieta (a7i)
Figura 3. Modelo de prediccion de vida

En la fase de iniciacion se tratard el campo de
tension/deformacion obtenido de dos formas diferentes.
En primer lugar, se realizard& un promedio de las
tensiones y deformaciones a lo largo de un camino recto
y perpendicular a la superficie comprendiendo entre esta
y la longitud de iniciacion estimada, y con origen en el
borde de contacto, x = ay. En segundo lugar, se
realizara el promedio de las tensiones y deformaciones
en un area semicircular de radio la longitud de la grieta,
el origen tendrd lugaren x = a; ey = 0.

En la fase de propagacion se hara uso de las tensiones
normales en la direccion perpendicular al plano de la
grieta, proporcionadas por el modelo matematico, en el
camino prospectivo de la grieta considerando un camino
recto y perpendicular a la superficie de contacto y
partiendo del borde de la zona de contacto x = ay.

5 RESULTADOS NUMERICOS

Para resolver el modelo utilizado, se hace uso de las 7
combinaciones de cargas (o (MPa), N (N), Q (N))
ensayadas en el laboratorio, con los dos tipos de
elementos de contacto: sin tratamiento superficial y con
tratamiento superficial SP. Los 7 niveles de cargas
utilizados pueden verse en la tabla 2. Para simular el
comportamiento de los ensayos realizados con
elementos de contacto tratados con SP se utilizaran 9
perfiles obtenidos de superficies tratadas con SP y
adquiridos con un microscopio confocal. A su vez, la
vida a fatiga por fretting se ha evaluado de dos formas
diferentes, tal y como se ha comentado en la seccion 4.

La figura 4 muestra una comparacion de las vidas
obtenidas numéricamente (N;) y experimentales (Nfs)
con los elementos de contacto sin tratamiento. En el caso
de N7 se muestran tanto las vidas estimadas mediante
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tensiones promedio sobre la linea perpendicular a la
superficie, como con tensiones de area promedio. Se
puede apreciar que las vidas calculadas con los dos
procedimientos son muy similares independientemente
del caso analizado. Ademas, se aprecia como los valores
de vidas estimadas son ligeramente conservadoras,
exceptuando los dos ensayos con vidas mas largas.

10°

10° 10* 10° 10°
S
Nf
Figura 4. Vida estimada vs. vida experimental para
perfiles sin tratamiento

106 ' C M)
—x3
- X2 °

e Linea promedio
e Area promedio

10°

SP
NT

10*

10°
10°

10*

10°

Figura 5. Vida estimada vs. vida experimental para
perfiles con tratamiento SP

Igualmente, la figura 5 muestra la comparacion entre
vidas experimentales y estimadas para aquellos perfiles
que tienen tratamiento superficial con SP. En ella puede
apreciarse de nuevo cémo los resultados obtenidos
mediante las tensiones promediadas sobre la linea y
sobre un area son muy similares. Asimismo, puede
apreciarse, en funcion del perfil, una diferencia de hasta
12 veces la vida estimada respecto a la experimental.
Esta diferencia se debe a la variacion existente entre los
perfiles superficiales medidos en 2D, como se puede
apreciar en la figura 2, por este motivo y dependiendo
de donde se encuentre el borde de la zona de contacto se
obtendran unos valores u otros.

Para finalizar esta seccion se han analizado los
resultados mediante una comparacion entre los perfiles
sin tratamiento (N3) y los perfiles con tratamiento
(N7P), para ello se ha utilizado un gréfico de velas,
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donde mediante un punto se indica el valor medio de las
9 simulaciones, una por cada perfil medido, y para cada
nivel de carga. En la figura 6a se puede ver la
comparacion con el promedio de las tensiones sobre la
linea y, en la figura 6b, las tensiones promediadas sobre
un area. En estas graficas se aprecia una ligera mejora
en la vida a fatiga cuando los perfiles han sido tratados,
corroborando asi las observaciones realizadas en
trabajos anteriores. Ademas, se puede apreciar que estas
mejoras son mas sustanciales cuando las vidas son
mayores.

a)
1P
o 10°
D4
1¢*
[0k
1103
b)
1P
< 10°
iy
10
10?03 16“ 165 10°

NSA
b
Figura 6. Vida estimada sin tratamiento vs. vida
estimada con superficie tratada con SP

6 CONCLUSIONES

En el presente trabajo se ha estudiado el efecto que
produce el acabado superficial generado por el SP en
términos de prediccion de vida a fatiga por fretting en
un contacto cilindrico. Para ello se han comparado los
resultados obtenidos de los ensayos de fretting fatiga
para superficies tratadas y sin tratar con los valores
estimados mediante un modelo de fatiga.

En primer lugar, el modelo de fatiga ha sido aplicado a
los ensayos de superficies lisas con el objetivo de validar
dicho modelo. Los resultados muestran que las
predicciones se ajustan de manera correcta a los valores
experimentales observados. Una vez validado el
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modelo, se aplica a los perfiles con tratamiento,
observando que si estos se comparan con los perfiles sin
tratar existe una cierta tendencia a aumentar la vida a
fatiga, siendo mas relevante en aquellos cuya vida es
mayor.

Ademas, los resultados nos indican que la forma en la
que se han evaluado las tensiones, tensiones
promediadas sobre la linea y sobre un area, no influyen
de forma sustancial para el calculo de vida de iniciacién
en los perfiles sin tratamiento, pero si que influyen en
los perfiles con SP, aunque no en gran medida
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CORROSION BAJO TENSION EN BARRAS ESTRUCTURALES DE ACERO DE ALTA RESISTENCIA
CON MICROESTRUCTURA MARTENSITICA DE BAJO CARBONO

P. Santos, M. lordachescu, A. Valiente, M. de Abreu

RESUMEN

Las barras de acero de alta resistencia empleadas en la construccion son una solucién muy versatil para satisfacer los
modernos criterios de sostenibilidad y resiliencia que se estan imponiendo en ingenieria estructural, pero su sensibilidad
a la fisuracion asistida pone en riesgo su integridad estructural y limita las potenciales aplicaciones. Uno de los tipos de
barras existentes en el mercado internacional mas evitadas por ese riesgo son las de acero con microestructura marten-
sitica, pero las recientes mejoras introducidas en estos aceros para reducir su fragilidad mediante martensita de bajo car-
bono se han incorporado ya a la fabricacién de barras. El objetivo de la investigacion que se presenta en este trabajo es
determinar el efecto de la microestructura martensitica mejorada en el comportamiento del acero de las barras frente a la
corrosion bajo tension. Para ello se han realizado ensayos de traccion lenta en un medio que propicia la fisuracion asisti-
da por hidrégeno y se han identificado los micromecanismos de fisuracion subcritica mediante microscopia electronica
de barrido, estableciendo su relacién con de los de fractura mecénica en ambiente inerte.

PALABRAS CLAVE: Martensita de bajo carbono, fisuracion asistida, micromecanismos de corrosion bajo tension

ABSTRACT

High-strength steel bars used in construction are a very versatile solution to meet the modern criteria of sustainability
and resilience that are being imposed in structural engineering, but their sensitivity to assisted cracking poses its
structural integrity at risk and limits the potential applications. One of the bar types commercially available but less
used due to this risk are those made of steel with a martensitic microstructure, but the recent improvements made to
these steels to reduce their brittleness by means of low-carbon martensite have already been incorporated into the bars
fabrication. The objective of the research presented in this work is to determine the effect of the improved martensitic
microstructure on the behavior of steel bars against stress corrosion cracking. For this, slow rate tensile tests have been
carried out in an environment that favors hydrogen-assisted cracking that allowed the subcritical cracking
micromechanisms identifying and establishing their relationship with the mechanical fracture in an inert environment
by means of scanning electron microscopy.

KEYWORDS: Lath martensite, assisted cracking, stress corrosion micro-mechanisms

1. INTRODUCCION sion bajo tension en agua de mar y en medio FIP [3] ha
sido investigada previamente [4, 5], con el resultado de
Las barras de acero de alta resistencia aportan versatili- que ninguno de los dos tipos experimentaba fisuracion
dad, sostenibilidad y resiliencia para la construccion y re- asistida bajo unas condiciones umbral de dafio y carga,
paracion de estructuras de gran responsabilidad en edifi- pero una vez superado este umbral las barras perliticas
cacion e ingenieria civil. De acuerdo con la normativa practicamente no oponian resistencia a la fisuracion y la
que regula las caracteristicas de estas barras cuando se que oponian las barras martensiticas era insuficiente para
emplean como armaduras activas en estructuras de hor- ser utilizada como base de disefio resiliente.
migon pretensado el didmetro debe estar comprendido
entre 15 y los 60 mm, la resistencia a traccion tiene que No obstante, las barras estructurales martensiticas estudia-
superar 1 GPay la superficie puede ser lisa o corrugada das en [4, 5] no eran de Ultima generacion. Los modernos
[1, 2]. Sin embargo, su sensibilidad a la corrosién bajo métodos de analisis metallrgico han propiciado el disefio
tension o fisuracién ambientalmente asistida constituye de tratamientos térmicos para producir aceros martensiti-
una limitacion que frena el aprovechamiento pleno de su cos de alta resistencia con microestructuras que mejoran
potencial. su tenacidad y temperatura de transicion ddctil-fragil [6].
Las mejoras, basadas en generar microestructuras consti-
La gran capacidad resistente a traccion que caracteriza a tuidas por martensita de bajo carbono, han sido incorpo-
estas barras es adquirida en el proceso de fabricacion, me- radas a la fabricacion de barras estructurales de acero de
diante tratamiento térmico, determinante asimismo de la alta resistencia.
microestructura del acero. Atendiendo a dicha microes-
tructura las barras comerciales se dividen en perliticas y Las microestructuras mejoradas se caracterizan por pre-
martensiticas. La sensibilidad de ambos tipos a la corro- sentar tres niveles de agregacion de sus componentes [7],
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lo que incrementa los micromecanismos potenciales de
fallo en procesos de dafio y modifica el comportamiento
del acero frente a los mismos, en particular frente a pro-
cesos de corrosién bajo tension. Por ello, en este trabajo
se estudia dicho comportamiento junto con los microme-
canismos asociados en barras comerciales estructurales
de acero de alta resistencia con microestructura martensi-
tica de bajo carbono. El objetivo de la investigacion es es-
tablecer la relacién entre el comportamiento macroscé-
pico y los micromecanismos mediante la realizacién de
ensayos de traccion lenta del acero en medio FIP [3] y el
analisis fractografico de la fisuracién asistida y la rotura
mediante microscopia electrénica de barrido.

2. MATERIALES Y EXPERIMENTACION

2.1. Material

El material utilizado para llevar cabo la investigacion es
acero de alta resistencia y estructura martensitica, con la
composicién quimica dada en la tabla 1. Fue suministra-
do por el fabricante en barras lisas de 23 mm de didmetro
por ser su forma final como producto comercial de cons-
truccion, principalmente para su uso en tendones estructu-
rales y armaduras activas. Estas barras se conforman por
laminado en caliente y adquieren sus caracteristicas defi-
nitivas mediante un tratamiento térmico final de temple y
revenido.

Tabla 1. Composicién quimica del acero estudiado

Fe
bal

Ni
0,02

C |Mn
0,47(0,72

Si | P S
1,68|0,011|0,002

Cu
0,01

Cr
0,48

Las propiedades mecénicas que indican el comportamien-
to del acero se han determinado mediante ensayos de trac-
cion simple realizados con probetas cilindricas de 5 mm
de didmetro y cabezas roscadas que fueron extraidas de
las barras haciendo coincidir las direcciones longitudina-
les respectivas. La medida de deformaciones se realiz con
un extensdmetro resistivo de 12,5 mm de base de medida.
La figura 1 muestra las curvas tension—deformacion obte-
nidas en los cuatro ensayos efectuados, y la tabla 2 recoge
los valores medios de las propiedades mas indicativas.

La microestructura del acero se determind mediante ana-
lisis metalogréfico y microscopia electronica de barrido
(SEM). La fase esencialmente presente es martensita, si
bien se observa una zona descarburada proxima al borde
de la barra, cuyo espesor oscila entre 10 y 40 um. La des-
carburacién superficial es un proceso comin en aceros
que son sometidos a tratamientos térmicos con tempera-
turas elevadas, ya que éstas propician la reaccion del oxi-
geno atmosférico y del carbono contiguo a la superficie,
con la consiguiente pérdida de este ltimo. Como conse-
cuencia de la descarburacion, la martensita se transforma
en ferrita, que suelen adoptar la forma de granos alarga-
dos de gran tamafio. La figura 2 confirma la existencia de
esta zona superficial descarburada en el acero en estudio
y permite observarla en las secciones transversal y longi-
tudinal de las barras. Sobre la cara exterior se han incrus-
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tado depositos de 6xido que forman un recubrimiento dis-
continuo e irregular de las barras.
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Deformacion
Figura 1. Curvas tension-deformacion del acero estudiado.

Tabla 2. Propiedades mecanicas del acero estudiado
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Figura 2. Microestructura del acero de las barras estudiadas
en direccidn: a) transversal; b) axial
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En consonancia con su condicién de martensita de bajo
carbono, el constituyente cristalografico basico de la ma-
triz martensitica que sirve de sustrato a la capa de ferrita
son los denominados listones o tiras de martensita, que
pertenecen a una de tres variantes principales. La agre-
gacién de listones que constituye la microestructura del
acero se genera a tres niveles dentro del grano austeni-
tico previo, lo que amplia la gama de micromecanismos
potenciales de rotura. El nivel primario son bloques de
listones paralelos con alternancia entre las tres variantes
mecionadas, el nivel intermedio son paquetes de bloques
con pequefias diferencias de orientacién entre si, y el ni-
vel superior son los propios granos austeniticos, transfor-
mados generalmente en tres paquetes de distinta orienta-
cion [5, 6].

2.2. Ensayos de corrosion bajo tension

La figura 3 muestra las probetas empleadas para los ensa-
yos de corrosién bajo tensién, conforme al proposito de la
investigacion de explorar variantes del ensayo de traccion
lenta con entalla que afladan méas informacion sobre el
comportamiento y sensibilidad de los aceros de alta resis-
tencia para construccién frente al fendmeno de la corro-
sién bajo tension. La configuracion elegida es la de una
probeta de traccién con cabezas roscadas y seccion trans-
versal rectangular en la zona de ensayo, de 2,5x5,3 mm?2,
Esta seccion abarca 23 de los 60 mm comprendidos entre
los extremos de las cabezas roscadas, transforméandose
sobre el resto en una seccidn circular de 5 mm de didme-
tro, con las transiciones correspondientes. Las probetas se
extrajeron de las barras con el eje de traccion paralelo a la
direccion longitudinal de las barras y con una de las caras
menores de la zona de ensayo sobre la superficie externa
de las mismas, de modo que conservara intacta la capa
decarburada. A modo de entalla y con ayuda de una méa-
quina-herramienta, en el centro de esta cara se ha practi-
cado una incisién recta perpendicular al eje de traccion,
de profundidad no superior a 0,2 mm.

M5
mm "
T'— Exterior de la barra
60 mm

Figura 3. Geometria de las probetas empleadas en los ensayos
para el estudio del tratamiento térmico superficial

Los ensayos realizados con estas probetas consistieron en
someterlas a carga creciente de traccion con la zona rec-
tangular sumergida en la solucion acuosa de tiocianato
aménico al 20% y a 50°C que la Federacién Internacional
del Pretensado (FIP) prescribe para evaluar la sensibili-
dad de los aceros de pretensado a la corrosion bajo ten-
sion [6]. La velocidad de carga aplicada ha sido propia de
un ensayo de traccion lenta, con el actuador de la maqui-
na de ensayos desplazandose a 0,0005 mm/min. Para me-
dir deformaciones en la zona rectangular se realizé una
toma secuencial de imagenes digitales a lo largo de todo
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el ensayo, cuyo posterior tratamiento mediante el sistema
de analisis computerizado VIC-2D equivale a la utiliza-
cion de un extensometro virtual con base de medida ele-
gida por el usuario.

En total se realizaron cuatro ensayos del tipo descrito,
llegandose a la rotura de la probeta solamente en el pri-
mero de ellos a fin de inferir el proceso de dafio y fisu-
racién de la probeta mediante la evolucién que la fuerza
aplicada a través del desplazamiento impuesto experi-
menta con el tiempo de carga. Esta informacion permi-
tio establecer el criterio para interrumpir los tres ensa-
yos restantes, descargar las probetas y someterlas a un
tratamiento de tintado térmico de fisuras consistente en
trasladarlas a un horno y mantenerlas a 280 °C durante
15 minutos. La coloracién que adquieren las caras de la
fisura con la oxidacion las hace perfectamente distingui-
bles del resto de la superficie de rotura que se produce
cuando el proceso de carga de la probeta se reanuda pos-
teriormente en aire y a la velocidad de desplazamiento
estandar de 0,05 mm/min.

3. RESULTADOS EXPERIMENTALES

3.1. Resultados de los ensayos

En la figura 4 puede verse la evolucion de la carga con
el tiempo en los 4 ensayos de corrosion bajo tension rea-
lizados, separadas las fases en medio FIP y en aire para
los tres ensayos con tintado térmico. Dado que el proce-
so de carga se efectué a velocidad de desplazamiento
constante en todos los casos, las siete curvas mostradas
son equivalentes a registros carga-desplazamiento.

Las cuatro curvas correspondientes a las fases de carga
en medio FIP presentan sendos tramos lineales con lige-
ras desviaciones iniciales hasta que tiene lugar el ajuste
y alineacion del dispositivo de amarre y sujecion de las
probetas. En las cuatro curvas se observa una leve caida
de carga con recuperacion casi inmediata y superacion
del nivel de caida. En el caso ensayo no interrumpido
(P2), la caida es apenas apreciable a las escalas emplea-
das y se produce inmediatamente antes de la que de-
termina la carga maxima de ensayo. El maximo es muy
abrupto y la curva de descarga muestra un primer tramo
sin pendiente bien definida seguido de otro muy lineal
que concluye con la rotura final.

La caida de carga previa al méximo fue la referencia
adoptada para la interrupcién y tintado de fisura en los
ensayos P8, P3 y P6 como ponen de relieve las tres cur-
vas correspondientes. Tras superar nitidamente la carga
de caida, las probetas fueron descargadas y sometidas al
tratamiento térmico descrito, para a continuacion ser
nuevamente cargadas a traccion en aire hasta la rotura.
En los tres casos la rotura en aire se produjo tras superar
el nivel de carga en la interrupcion previa del ensayo en
un porcentaje superior al 20%, pero con un comporta-
miento muy diferente de la probeta P8 respecto a las
probetas P3 y P6. Las dos Ultimas alcanzaron la carga
de colapso desencadenante de la descarga final de rotura
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sin cambio de pendiente en las curvas carga-tiempo,
mientras que la primera experimenté un cambio de pen-
diente prolongado antes de alcanzar la carga de colapso.
La posterior descarga final también mostré diferencias
importantes entre ambos grupos de probetas. La de la
probeta P8 es breve e incluye un codo de transicion, y

12 12
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en cambio las de las probetas P3 y P6 empiezan abrup-
tamente, incluso con leves oscilaciones de carga, para
seguidamente suavizarse y concluir con un aumento de
pendiente comparable al de la probeta P2, cuya rotura
tuvo lugar en medio FIP sin interrupcion del ensayo.

=
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Figura 4. Evolucion de la carga con el tiempo en los ensayos de corrosion bajo tension, con separacion de las fases realizadas en

medio FIP y en aire.

3.2. Ensayos de corrosion bajo tension: fractografia

En la figura 5 pueden verse las superficies de fractura de
las cuatro probetas empleadas en los ensayos P8, P3, P6
y P2. El tintado térmico ha cumplido su funcién de deli-
mitar el estado de fisuracion subcritica existente en las
tres primeras al efectuar la descarga, es decir, tras la pri-
mera y leve caida de carga. Las tres fisuras subcriticas
difieren en tamafio y en la forma del frente, pero permi-
ten en conjunto inferir el desarrollo del proceso de fisu-
racion durante la carga en medio FIP. El nivel de carga
alcanzado en el caso de la probeta P8 antes de interrum-
pir el ensayo no difiere del de las probetas P3 y P6, pero
apenas fue suficiente para iniciar la fisuracion a partir
del frente de la incision, y de ahi que la rotura de la pro-
beta tras la deshidrogenacion requiriese el endurecimien-
to por deformacion del ligamento resistente hasta el ago-
tamiento plastico, con su posterior fallo a cortante segin
dos planos simétricos a 45°. No obstante, previamente
se produjo la prolongacién de la incipiente fisura subcri-
tica desde su centro con forma triangular y signos de
desgarramiento ductil estable activado por un nivel de
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deformacion plastica muy inferior al de agotamiento del
ligamento. Los ensayos P3 y P6 fueron interrumpidos
en una fase bastante mas avanzada de la fisuracion sub-
critica como muestran las figuras 5b y 5c¢, pero la exten-
sion triangular de la fisura por desgarramiento ddctil fue
determinante para que el colapso y la rotura finales se
produjesen antes del agotamiento plastico del ligamento
resistente conservado por la probeta tras la fisuracion
subcritica. El factor determinante de las diferencias des-
critas entre la probeta P8 y las probetas P3 y P6 es la
sensiblemente menor profundidad de la incisién inicial.

La forma triangular de crecimiento de la fisura subcriti-
ca durante el colapso final se explica por la transicion de
la condicion local de tension plana a la de deformacion
plana que se produce a lo largo del frente de la fisura
entre las caras y el centro de probeta. La mayor triaxiali-
dad de los estados tensionales de deformacion plana di-
ficulta que la deformacidn plastica diluya la concentra-
cién de tensiones en el frente de la fisura y propicia que
la rotura se produzca con menor ductilidad.
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Figura 6. Superficie de fractura (a) y morfologia de fisuracién subcritica (b,c) de desgarramiento dctil (d, €).

3.3. Micromecanismos de fractura

La figura 6 revela los micromecanismos de fractura que
dan lugar tanto a la fisuracién subcritica bajo carga lenta
de traccion en medio FIP como al desgarramiento ddctil
estable que inicia el colapso y rotura a traccion en aire de
las probetas deshidrogenadas y debilitadas por las fisuras
subcriticas. Lo que muestra la figura es la morfologia mi-
croscopica de las caras y de los perfiles transversales de
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las superficies de fisuracién subcritica y de desgarramien-
to ddctil, poniendo de manifiesto su vinculacion con la
microestructura de martensita de bajo carbono del acero.

La fisuracion subcritica se debe al fallo del nivel superior
de agregacién que origina dicha microestructura, ya que
la fisura avanza separando los paquetes martensiticos for-
mados dentro de los limites de los granos austeniticos pre-
vios. El proceso es muy afin al clivaje intergranular de los
materiales policristalinos. Las sinuosidades microscopi-
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cas del perfil transversal de la fisura se corresponden con
los contornos de los paquetes arrastrados por una cara de
la fisura y arrancados de la otra (Figura 6c). El hidrogeno
que el medio FIP generay es atraido por los concentrado-
res locales de tension de la probeta debilita con su accién
fragilizadora las fronteras de los paquetes martensiticos
hasta convertirlas en el eslabon resistente mas débil de la
microestructura.

El crecimiento estable de fisuras pre-existentes por desga-
rramiento ductil tras la deshidrogenacion del acero se ori-
gina en el nivel intermedio de agregacién de la microes-
tructura martensitica, cuando los haces de listones que
forman los bloques martensiticos de un paquete contiguo
al frente de fisura se rompen transversalmente por exceso
de deformacion. La rotura sucesiva de paquetes produce
el avance de la fisura, pero la separacién de sus dos caras
entre paquetes conlleva la formacion de microhuecos que
posibilitan los cambios de direccion de la fisura a escala
microscépica y explican tanto la morfologia de ductilidad
limitada que muestra la figura 6¢c como el perfil transver-
sal en diente de sierra de la figura 6e. Una contribucion
adicional a esta ductilidad limitada proviene de los huecos
nucleados en las inclusiones y precipitados que los alean-
tes del acero generan en las fronteras de los granos auste-
niticos previos. Este micromecanismo de fallo, que trasla-
da el papel de eslabdn resistente més débil de la microes-
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RESUMEN

INCENFA-SCALE es un proyecto de cinco afios financiado por el programa Horizonte 2020 de la Comisién Europea,
sucesor del proyecto INCEFA-PLUS. El objetivo de este proyecto es mejorar la capacidad para pronosticar la vida util
de los componentes de centrales nucleares sometidos a fatiga asistida por el ambiente. El proyecto avanza en el analisis
de datos existentes y en la generacion de nuevos datos de fatiga asistida por ambiente que permitan aplicar los resultados
de los ensayos en laboratorio a componentes con geometria y cargas reales. En este aspecto, se ha llevado a cabo la
minerfa de datos de distintos proyectos anteriores INCEFA-PLUS, USNRC, EPRI, MHI y AdFaM) y se han definido
los tipos de ensayos que cubren los déficits de informacién encontrados. Ademds, se ha definido la matriz de ensayos
planeados para realizar durante 2022. Los ensayos de esta primera fase se centran en generar datos de referencia, y en
analizar el efecto de ondas complejas (amplitud variable) y del acabado superficial de las probetas. En las siguientes fases,
los ensayos se centrardn en condiciones particulares: ensayos multiaxiales, entallas, gradientes de tensién-deformacion,
efecto del tamafio. Por otro lado, se estd llevando a cabo el andlisis microestructural del material comun de ensayos y el
desarrollo de un procedimiento conjunto que permita el andlisis de las estriaciones por fatiga de la superficie de fractura.
Este articulo proporciona una actualizacién del estado del proyecto y de los trabajos realizados en el andlisis de datos,
comportamiento mecdnico y condiciones de ensayo.

PALABRAS CLAVE: fatiga asistida por el ambiente, reactor de agua presurizada, centrales nucleares, operacién a largo
plazo, acero inoxidable

ABSTRACT

INCENFA-SCALE is a five-year project funded by the EC Horizon2020 programme, successor of the INCEFA-PLUS
project. INCEFA-SCALE started in October 2020. The objective of this project is to improve the ability of predicting the
lifetime of Nuclear Power Plants (NPPs) components subjected to environmental assisted fatigue. The project progresses
in the analysis of existing data and producing new environmentally assisted fatigue data which allow to apply the
laboratory test outcomes to components with real geometry and loads. So far, the data mining of different finished projects
(INCEFA-PLUS, USNRC, EPRI, MHI and AdFaM) has been carried out, and test conditions for filling the knowledge
gaps have been established. Moreover, the test matrix for 2022 has been defined. In this first phase, tests are focused on
producing reference data, analysing complex waveforms (variable amplitude) and the effect of the surface finish. Next
testing phases will focus on particular conditions: multi-axial tests, notches, stress/strain gradient effect and size effect.
Furthermore, the microstructural analysis of common material and a guideline for fatigue striations measurement on the
fracture surface have been developed. This article provides an update to the project status and the advances made in data
analysis, mechanical understanding and testing conditions.

KEYWORDS: environmentally assisted fatigue, pressurized water reactor, nuclear power plants, long-term operation,
stainless steel

225



Revista de Mecanica de la Fractura Vol.3 2022

1. INTRODUCCION

INCEFA-SCALE es un proyecto de cinco afios de
duracién financiado por el programa Horizonte 2020 de
la Comisién Europea. Este proyecto es el sucesor del
INCEFA-PUS, proyecto que se desarroll6 entre 2015 y
2020. INCEFA-SCALE comenzé en octubre de 2020 y
su objetivo es continuar con el estudio de la fatiga asistida
por el ambiente (EAF), progresando en la capacidad de
predecir el tiempo de vida de los componentes afectados
por este fenémeno instalados en centrales nucleares.

Los operadores de centrales nucleares han observado que
los fallos atribuibles a EAF son menores que los
estimados por los métodos de célculo empleados hasta
ahora [1]. Una de las posibles causas de esta discrepancia
es la transferencia de los resultados de los ensayos de
laboratorio a los componentes reales. Ademds, la
capacidad de abordar la transferibilidad entre las escalas
de laboratorio y de componente, tanto en geometria como
en cargas, sigue estando limitada por la disponibilidad de
datos. Este déficit de conocimiento es el que aborda
INCEFA-SCALE. La estrategia del proyecto es, por un
lado, el desarrollo de un conocimiento sobre el
comportamiento mecdnico mediante el andlisis
exhaustivo de probetas ensayadas y mineria de datos, y,
por otro lado, la realizacién de ensayos centrados en
aspectos particulares de las condiciones de carga ciclicas
de los componentes reales.

Actualmente, se ha finalizado la fase de andlisis de gran
cantidad de datos previos recopilados en la base de datos
MatDB, gestionada por el JRC (procedentes del proyecto
INCEFA-PLUS [2] y de otras fuentes externas, como
USNRC, EPRI, MHI y el proyecto AdFaM). El programa
experimental ha sido definiendo y se desarrollara durante
los préximos tres afios. Ademads, se han establecido una
serie de protocolos para la gestion de datos
experimentales, ejecucion de ensayos y andlisis de las
probetas ensayadas. Finalmente, el proyecto generard
una guia para aplicar los datos obtenidos en laboratorio a
componentes a escala real.

2. NOMENCLATURA

AdFaM Proyecto Advance Fatigue Methodologies

CEA Commissariat a I’Energie Atomique et
aux Energies Alternatives
CIEMAT Centro de Investigaciones Energéticas,

Medioambientales y Tecnoldgicas

DoE Disefio de experimentos

EAF Fatiga asistida por el ambiente

EDF Electricité de France

EPRI Electric Power Research Institute

FEA Andlisis por elementos finitos

FAP Procedimiento para la evaluacién de la
fatiga

FRF Framatome (Francia)
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INI Inesco Ingenieros
IRSN Institut de Radioprotection et de Streté
Nucléaire
JRC Joint Research Center (EC)
KAERI Korea Atomic Energy Research Institute
MatDB  Base de datos online de materiales
MHI Mitsubishi Heavy Industries
NNL Naval Nuclear Laboratory
NPP Nuclear Power Plant
NRA Nuclear Regulation Authority
PSI Paul Scherrer Institute
PWR Pressurised Water Reactor
RR Rolls-Royce
SEM Microscopia 6ptica de barrido
ucC Universidad de Cantabria
UOM University of Manchester
USNRC US Nuclear Regulatory Commission
UJV Rez Nuclear Research Institute Rez
VTT Technical Research Centre of Finland
WDD Jacobs
WP Paquete de trabajo
3. OBJETIVOS

El proyecto INCEFA-SCALE pretende profundizar en el
conocimiento de los mecanismos que intervienen en el
fendmeno de la fatiga asistida por el ambiente,
mejorando la aplicacién de los datos obtenidos mediante
ensayos de laboratorio al comportamiento y las
condiciones reales de carga de los componentes en
centrales nucleares para predecir su tiempo de vida a
fatiga. El déficit de conocimiento al respecto ha sido
reconocido internacionalmente y es de gran importancia,
por lo que una serie ensayos de EAF a escala de
componente estd siendo llevando a cabo por EPRI [3]
para proporcionar un avance significativo en el nimero
de datos disponibles. Es de esperar que estos ensayos
mejoren la disponibilidad de datos en condiciones de
componente (o reales) y que puedan ser relacionadados
con los datos obtenidos en laboratorio.

La estrategia de INCEFA-SCALE es:

1) Desarrollar un profundo conocimiento del
comportamiento mecanico mediante una extensa
caracterizacién de probetas ensayadas en
condiciones EAF, junto a una minuciosa mineria de
datos.

Un programa de ensayos centrado en aspectos
caracteristicos de las cargas ciclicas en los
componentes reales.

2)

Finalmente, el proyecto facilitard una guia para el uso de
los datos obtenidos en laboratorio en condiciones de
carga y componentes reales.
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4. ANTECEDENTES

Los aceros inoxidables austeniticos son el material
elegido para muchas de las tuberias de refrigeracion del
circuito primario de los reactores de agua a presion
(PWR) de las centrales nucleares. En servicio, se
exponen a alta temperatura y presion, asi como al agua
de refrigeracién acondicionada quimicamente. Estos
materiales experimentan condiciones de cargas
dindmicas no uniformes.

Los cédigos de disefio [4] y los métodos experimentales
empleados en laboratorio para calcular las curvas de vida
a fatiga de los componentes emplean datos simplificados
para proporcionar factores ambientales que definen la
fatiga acumulada [5]. La comparacién de estos métodos
con las pruebas realizadas en componentes a escala
sugiere que estos factores pueden ser conservadores
debido, probablemente, a la transferencia de los datos de
laboratorio a cargas y componentes reales. La
transferibilidad de estos resultados al comportamiento a
escala de componente en planta continda siendo un tema
de interés e insuficiente conocido [1].

Recientemente, distintos estudios han proporcionado una
mejor prediccion de la vida a fatiga de probetas de acero
inoxidable sometidas a transitorios térmicos [6], o han
definido la influencia de los acabados superficiales
caracteristicos de los componentes [7]. De este modo, se
reduce el conservadurismo reproduciendo més fielmente
las condiciones reales de operacién. Sin embargo, sigue
siendo necesario aumentar el conocimiento del
comportamiento del acero inoxidable sometido a EAF y
avanzar en la transferencia de los datos obtenidos en
laboratorio al comportamiento de los componentes. El
proyecto INCEFA-SCALE aborda esta cuestion.

El antecesor de INCEFA-SCALE, el proyecto INCEFA-
PLUS, evalu6 el efecto en la vida a fatiga de aceros
austeniticos de los siguientes factores: rango de
deformacion, ambiente, rugosidad superficial,
deformacién media, tiempos de mantenimiento de carga
(hold times) y velocidad de deformacién, asi como sus
interacciones. Se realizaron mds de 250 ensayos en aire
y en ambiente PWR. Como resultado de este proyecto, se
describié un modelo experimental que identificaba como
factores significativos el rango de deformacién, el
ambiente y la rugosidad superficial, asi como las
interacciones estadisticamente significativas entre el
ambiente y la rugosidad superficial, y el ambiente y el
rango de deformacién [8]. No se observé ningtin efecto
en la aplicacién de deformacién media o de hold times.

A continuacioén, se explicardn los objetivos del proyecto
INCEFA-SCALE, describiendo el proyecto y haciendo
una revision del estado actual del mismo.
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5. ORGANIZACION DEL PROYECTO

El proyecto se compone de seis paquetes de trabajo
(WPs): WPI1: Gestion del Proyecto; WP2: Mineria e
interpretacion de datos; WP3: Ensayos; WP4: Modelado;
WP5: Comprensiéon mecdnica; y WP6: Difusién y
formacion.

El consorcio del proyecto INCEFA-SCALE estda
formado por diecisiete organizaciones: Jacobs (Reino
Unido, coordinador del proyecto), PSI (Suiza), UJV Rez

(Republica Checa), VTT (Finlandia), CIEMAT
(Espafia), IRSN (Francia), Universidad de Cantabria
(Espafia), CEA (Francia), JRC (Paises Bajos),

Framatome (Francia), EDF (Francia), Inesco Ingenieros
(Espafia), Rolls-Royce (Reino Unido), Framatome
GmbH (Alemania), Universidad Tecnolégica de Kaunas
(Lituania), KAERI (Corea del Sur), y Universidad de
Manchester (Reino Unido).

La buena cooperacion y comunicacién entre
organizaciones, que caracterizé el proyecto INCEFA-
PLUS, es muy importante que se desarrolle en INCEFA-
SCALE, ya que hay una importante interdependencia
entre las actividades de mineria de datos, ensayo,
modelado y comprension mecdnica.

Otra caracteristica de INCEFA-SCALE es su relacion
con entidades externas (USNRC, EPRI, MHI, NRA y
NNL), con lo que se quiere garantizar la mdxima
relevancia para los resultados del proyecto.

6. DETALLES DEL PROYECTO

La mayoria de los ensayos se llevardn a cabo en un
material comun de las centrales, el acero inoxidable
316L, suministrado por EDF. Ademds, algunos
participantes ensayardn un acero inoxidable de la serie
300 especifico por su propio interés nacional. Esto
permitird estudiar las diferencias entre el anterior
material ensayado en el proyecto INCEFA-PLUS (304L)
y el nuevo material que se va a caracterizar.

Siguiendo la practica desarrollada en INCEFA-PLUS, las
organizaciones participantes se organizardn en comités
para definir métodos y protocolos de ensayo comunes.
Ademads, hay un comité denominado Panel de Expertos,
que revisard los datos generados para definir su calidad.
Finalmente, todas las  organizaciones siguen
comprometidas en acordar un formato comun para los
datos generados, en la medida de lo posible, ya que
INCEFA-SACALE tendré diversos métodos de ensayo,
asi como en publicar los datos en el sistema MatDB,
administrado por el JRC. Como resultado de este
compromiso, ya han sido acordados cuatro
procedimientos comunes para todas las organizaciones:
plan de gestion de datos, protocolo de ensayos,
procedimiento para la evaluacién del espaciado entre
estrias, procedimiento para la publicaciéon en acceso
abierto.
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6.1. Mineria de datos

Se ha completado el andlisis de los datos de ensayos
realizados previamente. Las fuentes de estos datos han
sido: el proyecto INCEFA-PLUS, los distintos materiales
de programas nacionales y MHI (todos ellos disponibles
en la base de datos MatDB), ademas de datos
provenientes del VIT, USNRC, ANL y EPRI. Estos
datos provienen tanto de ensayos de fatiga en aire como
en ambiente PWR. La Figura 1 muestra una seleccién de
los datos de ensayos a fatiga en condiciones PWR
provenientes de las distintas fuentes.

(StrainRange)

Figura 1. Seleccion de datos de ensayos a fatiga en
ambiente PWR (en rojo, modelo tedrico).

De los analisis realizados, se ha identificado una falta de
datos a bajas deformaciones y un efecto de la forma de
onda en la vida a fatiga.

6.2. Camparia experimental

Ademas de los ensayos uniaxiales en probetas cilindricas
s6lidas y huecas, en este proyecto habrd un incremento
de métodos experimentales, como por ejemplo el ensayo
en probetas tipo membrana, el uso de carga biaxiales, el
uso de probetas entalladas en ensayos uniaxiales, o
probetas ensayadas con ondas complejas. El objetivo es
explorar respuestas particulares que diferencian el
comportamiento entre los ensayos de laboratorio y los
componentes reales frente al fendémeno de EAF. La
composicién concreta de los ensayos a desarrollar ha sido
definida en el WP3:

- WP3.3: define ensayos con geometrias de
probetas estandar (s6lidas y huecas). Estudiaran
los efectos del acabado superficial, la carga de
amplitud variable y el ambiente. Esto ensayos
comenzaron en noviembre de 2021.

- WP34: define ensayos con probetas no
estdndar. Estudiard el efecto de la carga en la
vida a fatiga a través de particularidades
incorporadas al disefio de la probeta, tanto en
aire como en PWR. Por ejemplo, probetas tipo
membrana en ambiente PWR [9], cruciforme
[10] y probetas s6lidas con entallas. Los ensayos
de este tipo comenzaran en noviembre de 2022.
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En esta primera fase, los ensayos se centran en definir los
efectos de la amplitud variable y el acabado superficial
en la vida a fatiga del acero inoxidable 316L. Los ensayos
de amplitud variable presentan sobrecargas periddicas
respecto a una linea base de ciclos de amplitud constante,
como muestra la Figura 2.
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Figura 2. Ensayo de fatiga de amplitud variable.

La amplitud y la complejidad de los ensayos disponibles
implica que se debe ser cuidados para evitar estudiar mas
fenémenos de los que se puedan abordar con los recursos
disponibles y que los resultados sean relevantes desde un
punto de vista estadistico. Por otro lado, dado que
algunos de los métodos que se empleardn no son
estindar, es importante comprender cOmo se pueden
combinar estos resultados con los obtenidos de forma
estandarizada. Para mitigar estos riesgos, se realizé una
evaluaciéon de los temas de estudio por dificultad y
beneficio potencial. Ademads, un Panel de Expertos y un
Consejo Asesor independiente asesoran y evaldan los
ensayos del proyecto. Estas medidas mantendran el
control sobre el alcance y la calidad de los ensayos.

6.3. Comprension mecdnica

Tradicionalmente, la evaluacion de la EAF ha tenido una
base experimental, simplificando las relaciones
experimentales para desarrollar las curvas de vida a fatiga
y calcular los factores de uso acumulado. Una razén para
estas simplificaciones en la evaluacion de la fatiga es que
obtener los datos con los que desarrollar un modelo
mecanistico serfa excesivamente complejo y costoso.
Aunque los modelos mecanisticos pueden no ser
ampliamente aceptables desde la perspectiva de una
aplicacién ingenieril, se requieren para respaldar el uso
de modelos simplificados en las evaluaciones y pueden
llevar a nuevos enfoques, menos conservadores, que
pueden ser beneficiosos para limitar las ubicaciones
criticas en planta. Por tanto, un objetivo de INCEFA-
SCALE serd el avanzar en el desarrollo de modelos
mecanisticos para EAF y su aplicacion en ingenierfa.

Para respaldar el desarrollo de modelos mecanisticos de
fatiga es esencial una mejor comprensién del mecanismo
de EAF. Dado que la fatiga asistida por el ambiente se ve
muy afectada por la condicién del material y por la
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distribucion de las cargas, se realizard un andlisis de la
microestructura, junto con un andlisis de elementos
finitos (FEA). Estas actividades se realizardin mediante
métodos comunmente acordados para el andlisis
microestructural. En el marco del WP5 ha finalizado uno
de estos procedimientos para calcular de forma
coordinada el espacio entre estrias causadas por fatiga
(ver Figura 3, [11]). La caracterizacién incluird el
examen de probetas antes y después de los ensayos. Se
intentard definir el dafio causado durante la fabricacion
de las probetas y su evolucién durante el ensayo de fatiga.
Esto proporcionard informaciéon sobre aspectos
mecanisticamente relevantes de la fatiga, como el
espaciado entre estrias o la acumulacién de dafio. La
caracterizacion microestructural, en combinacién con los
distintos tipos de ensayo de fatiga, mejorard la
comprension mecanistica de la fatiga para una carga
caracteristicas de la plantas nucleares.
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Figura 3. Imagen SEM de superficie de fractura por
fatiga. a) Area analizada con estrias por fatiga; b)
Medidas realizadas por los distintos laboratorios.

La definicién y el desarrollo de un modelo de evaluacién
propio comenzard a finales de 2022. Mientras INCEFA-
SCALE avanza hacia la estandarizacién de los ensayos
de fatiga, los resultados se seguirdn evaluando segin la
normativa de fatiga actual, aunque sin dejar de lado las
evidencias y la comprensién mecanistica adquiridas
hasta ahora. Apoydndose en la experiencia adquirida
durante INCEFA-PLUS [12], los socios analizaran sus
datos individualmente en un primer momento. Durante el
anterior proyecto, este fue un excelente método para
asegurar la creatividad del andlisis. Después, los
miembros del Panel de Expertos se rednen
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periddicamente para analizar las ideas y conformar un
conjunto uniforme de conclusiones. A partir de los datos
generados en los proyectos INCEFA-PLUS e INCEFA-
SCALE, junto con la incorporacién de datos externos, se
desarrollardn nuevas curvas S-N (tension frente a nimero
de ciclos) de vida a fatiga para diferentes condiciones. La
comprensién mecanistica incluird el efecto de los
factores de la fatiga ambiental. El propésito dltimo es dar
un importante paso hacia adelante en la evaluacién de la
fatiga de los componentes de centrales nucleares en
condiciones reales. Para ello, los resultados obtenidos en
INCEFA-SCALE se wusardn para desarrollar un
procedimiento de evaluacién de la fatiga (FAP).

6. PROCEDIMIENTO DE EVALUACION DE LA
FATIGA

Al finalizar el proyecto, el conocimiento obtenido
permitird desarrollar un procedimiento de evaluacién de
la vida a fatiga asistida por el ambiente, que incluird la
siguiente informacioén:

e Pardmetros que afectan al envejecimiento de los
componentes en comparacion con las probetas
empleadas en laboratorio.

e Curvas de fatiga obtenidas a partir del programa
experimental y del andlisis de datos existentes.

*  Ecuaciones que incluyan los diferentes pardmetros
analizados y expresiones del factor corrector
ambiental.

*  Metodologia para la evaluacién de la fatiga.

* Informe de lecciones aprendidas.

Se pretende redactar un documento que pueda
complementar a las normas internacionales de disefio. El
FAP se aplicard a un componente industrial para
comparar su resultado. Un ejemplo de lo que se puede
esperar puede encontrarse en el documento de acceso
abierto equivalente del proyecto INCEFA-PLUS [2].

7. ESTADO DEL PROYECTO

El proyecto comenz6 en octubre de 2020. Desde su inicio
se han celebrado cuatro reuniones virtuales con los
miembros del proyecto por completo, y multitud de
reuniones virtuales de distintos subgrupos con intereses
en la comprensién mecanistica de la fatiga, en las tareas
experimentales, en andlisis de datos existentes y en el
modelado. Los logros hasta el momento (marzo de 2022)
han sido:

- Se ha acordado la colaboracién con EPRI, bajo
acuerdo de confidencialidad (en desarrollo).

- WP2 ha completado el desarrollo de un software
que facilitard las actividades de mineria de datos
utilizando la informacién almacenada en MatDB.
Ademds, datos externos estardn disponibles para su
examen (EPRI, USNRC y NRA).

- Los miembros de los WP3, WP4 y WP5 han
compartido ideas sobre los objetivos de los
respectivos WPs y la prioridad de estudio.
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- Los ensayos uniaxiales pertenecientes al WP3 han
comenzado, con el apoyo del Panel de Expertos.

- Los ensayos en condiciones particulares del WP3
estan siendo definidos por un grupo de trabajo.

- El modelado y la evaluacién contenidos en el WP4
se han iniciado y se ha definido su alcance.

- Los trabajos de caracterizaciéon propios del WP5
contindan. Se ha completado una colaboracién para
el recuento de estrias por fatiga y se ha definido un
método comiin para calcular su espaciado. Un
subgrupo de este WP estd en proceso de analizar el
estado del material en muestras sin ensayar.

- Las vias de divulgacion ya estin disponibles: pidgina
web publica (https://incefascale.unican.es) 'y
perfiles en ResearchGate, Twitter y LinkedIn.

8. RESUMEN

El proyecto INCEFA-SCALE se ha cimentado sobre los
satisfactorios resultados del proyecto INCEFA-PLUS.
Frecuentes reuniones virtuales se estdn llevando a cabo
con el fin de planificar y gestionar el desarrollo de los
distintitos paquetes de trabajo, asi como seguir la
evolucién de la campaiia experimental, con el fin de
alcanzar los objetivos establecidos en el proyecto. Se han
realizado tareas de andlisis de datos existentes y la
definicion de las necesidades de estudio para mejorar el
conocimiento sobre el comportamiento mecédnico. La
fabricacion de las probetas de ensayo, su distribucién
entre los socios y los ensayos comenzaron a finales de
2021. Se han establecido colaboraciones con EPRI y
NNL (pendientes de la ratificacidn) para la realizacién de
ensayos a escala de componente.
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EFECTO DE LA FRAGILIZACION INDUCIDA POR HIDROGENO INTERNO EN LA VELOCIDAD DE
CRECIMIENTO DE GRIETA POR FATIGA DE LA ZONA DE GRANO GRUESO EN UNA SOLDADURA
DE ACERO 2.25Cr1Mo
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RESUMEN

Utilizando la microestructura de la zona de grano grueso de la soldadura de un acero 2.25Cr1Mo, en este trabajo se analiza
el efecto de la presencia de hidrogeno en la velocidad de crecimiento de grieta por fatiga. La microestructura de la zona
de grano grueso se ha simulado utilizando un tratamiento térmico que proporcioné un acero con un tamarfio de grano y
dureza similares a los medidos en una soldadura real. La velocidad de crecimiento de grieta se ha medido utilizando
probetas compactas (CT) que se ensayaron tanto en ausencia de hidrogeno (CG_Air) como tras la realizacion de una
precarga de hidrégeno en un reactor a presion (19.5 MPa y 450°C durante 21 horas). La influencia de la frecuencia se
analizé comparando los resultados obtenidos utilizando distintos valores (f= 10Hz, f= 0.1Hz y f= 0.05Hz). Asimismo,
se utilizaron dos relaciones de carga (R = 0.1 y R = 0.5) para analizar su influencia. La fragilizacion producida por el
hidrégeno interno se advierte sobre todo al inicio del ensayo, obteniéndose valores de la velocidad de crecimiento de
grieta por fatiga mucho mayores que en el acero sin hidrogeno. Ademas, este efecto se agudiza conforme disminuye la
frecuencia de ensayo o aumenta la relacion de carga.

PALABRAS CLAVE: Fragilizacion por hidrégeno, velocidad de crecimiento de grieta por fatiga, precarga de hidrégeno
a presion, zona de grano grueso de soldadura.

ABSTRACT

The effect of hydrogen in the fatigue crack growth rate of the coarse grain zone of a 2.25Cr1Mo steel weld is analysed in
this work. The microstructure of the coarse grain zone was simulated using a heat treatment able to provide a steel with
a grain size and hardness similar to the ones of a real weld. The crack growth rate was measured using compact tension
(CT) specimens that were tested both in the absence of hydrogen (AR: as received) and after hydrogen pre-charging using
a pressure reactor (19.5 MPa and 450°C for 21 hours). The influence of frequency was analysed using different values (f
= 10Hz, f = 0.1Hz and f'= 0.05Hz). Also, two load ratios (R = 0.1 and R = 0.5) were used to assess their influence. The
embrittlement produced by the internal hydrogen is clearly noticed at the beginning of the fatigue growth rate test (4K =
30MPVm), obtaining higher values than without hydrogen. In addition, this effect becomes more notoriuos as the test
frequency decreases or the load ratio increases.

KEYWORDS: Hydrogen embrittlement, fatigue crack growth rate, pre-charging methods, coarse grain heat affected
zone.

INTRODUCCION [1,2], llegando a transformar el comportamiento
mecanico del acero de ductil a fragil en funcion de las
condiciones en las que deba trabajar, como presion,
temperatura, presencia de concentradores, velocidad de
carga, frecuencia de ensayo, etc. Sera por lo tanto
necesario estudiar la influencia de todas esas variables en
el comportamiento de los aceros mediante ensayos de
laboratorio que reflejen dichas condiciones de la forma
mas adecuada.

La busqueda de energias alternativas a las fosiles ha
puesto su foco en el uso del hidrégeno como vector
energético, pudiendo utilizarlo tanto como producto
intermedio en la generacion de otras energias o
directamente como combustible. Independientemente del
modo como finalmente se utilice el hidrégeno, es obvio
que sera necesario almacenarlo y transportarlo, por lo que
deberan desarrollarse las infraestructuras mas adecuadas

para ello. En este sentido, el acero se perfila como el En el caso de la velocidad de crecimiento de grieta por
material mas adecuado en la mayoria de los casos, ya que fatiga, la mayor parte de los estudios realizados hasta el
puede combinar elevados valores de resistencia y momento han sido utilizando probetas precargadas que
tenacidad. No obstante, el uso de aceros en presencia de posteriormente se ensayaron al aire (ensayos ex-situ).
hidrogeno se puede ver limitado por el conocido Los diferentes investigadores coinciden en sefialar que la
problema de fragilizacion por hidrogeno, que puede presencia de hidrogeno interno aumenta visiblemente
llegar a causar una disminucion significativa en sus dicha velocidad, pero dicho incremento no sélo depende
propiedades mecanicas, especialmente a fractura y fatiga del tipo de acero analizado y de la cantidad de hidrogeno
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introducido sino de otros factores, como la frecuencia de
ensayo o la relacion de cargas [3]. Ademas, la
aceleracion de la velocidad de la grieta debido a la
presencia de hidrogeno interno suele disminuir conforme
el ensayo progresa, debido a la continua pérdida de
hidrogeno que se escapa por difusion hacia el exterior de
la probeta en el curso del ensayo. No obstante, este
comportamiento depende mucho del material analizado.

En este sentido, y dado que todos los sistemas de
almacenamiento y transporte suelen contar con juntas
soldadas, y sabiendo que la zona de grano grueso de la
soldadura es la zona mdas propensa a mostrar un
comportamiento fragil, es obvio que cualquier estudio de
fragilizacion debera realizarse contemplando esta
microestructura concreta. El problema que surge es el
reducido tamafio de esa zona, que hara necesario recurrir
a tratamientos térmicos que permitan reproducir su
microestructura en un volumen de material
suficientemente grande como para obtener las probetas
normalizadas necesarias para el ensayo.

En base a todo lo anterior, en este trabajo se analiza el
efecto del hidrégeno interno, precargado a presion, en la
velocidad de crecimiento de grieta por fatiga de la zona
de grano grueso (CG) de una soldadura de un acero
2.25Cr1Mo. Para ello se ha aplicado al material base un
tratamiento  térmico capaz de conseguir una
microestructura idéntica a la de la soldadura real
(CG_Simulated). También se ha analizado el efecto de la
frecuencia de ensayo y la relacion de cargas aplicando
diferentes valores de estas variables.

El efecto del hidrogeno en las curvas da/dN vs AK se ha
cuantificado a través de un indice de fragilizacion por
hidrogeno (HEF), que para un determinado valor de 4K,
compara los valores de la velocidad de crecimiento de
grieta en presencia de hidrogeno y en ausencia de este
elemento [1]:

HEF = (da/dN)y/(da/dN) (1)

MATERIALES Y METODOS

2.1. Materiales

Utilizando como material base un acero 2.25Cr1Mo,
habitualmente utilizado en la fabricacion de recipientes a
presion, templado y revenido, con una microestructura de
bainito-martensita revenida y un tamafio de grano de unas
21 + 4 micras, se realizd una soldadura por arco
sumergido con los parametros normalmente utilizados en
este tipo de uniones (V' = 30V, I = 200A, velocidad de
soldadura v,=65 mm min, temperatura de
precalentamiento 7,= 150°C y tratamiento térmico post-
soldeo de 600°C durante 2 h). La tabla 1 muestra la
composicion quimica del acero base.

Tras el analisis macrografico de la soldadura, el analisis
microestructural de la zona de grano grueso (CG) detallo
una microestructura mayoritariamente bainitica cuyo
aspecto general se refleja en la figura 1.a), con un tamafio
de grano austenitico de 117 & 30 micras y una dureza de
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350 HV30. A partir de esta microestructura, y con objeto
de obtener un mayor volumen de la misma, el material
base fue sometido a varios tratamientos térmicos hasta
obtener la microestructura que proporciond una zona de
grano grueso simulada (CG-Simulated) semejante a la
real. El proceso llevado a cabo para conseguirlo se
describe en el trabajo de A. Zafra et al. [4] y consiste en
una austenizacion a 1200°C durante 20 minutos, seguida
de un temple en aceite y revenido a 600°C durante 2
horas (éste ultimo tratamiento es igual que el tratamiento
térmico post-soldeo que se habia aplicado en la
soldadura). De este modo se obtuvo la microestructura
mostrada en la figura 2.b), mayoritariamente bainitica,
con un tamafio de grano austenitico medio (342 = 101
micras) y dureza (321 HV30) muy similares a los
medidos en la soldadura real. Las figuras 1 ¢) y d)
muestran detalles de las microestructuras de ambos
aceros, en las que pueden apreciarse gran cantidad de
pequefios carburos de cromo precipitados en las
intercaras bainiticas.

Figura 1. Microestructuras de las zonas de grano
grueso. (a-c) Soldadura real; (b-d) simulada.

Las propiedades mecanicas tanto del BM como de la CG-
Simulated se determinaron mediante ensayos de traccion
realizados con probetas de 5 mm de diametro a
temperatura ambiente y siguiendo las recomendaciones
de la norma ASTM ES8. Los parametros obtenidos, limite
elastico, Sy, Resistencia a la traccion, Su, Alargamiento,
A, y estriccion, Z, se recogen en la tabla 1. Esta tabla
también muestra la dureza de los materiales obtenida
mediante ensayo Vickers con 30 kg de carga. Como
puede observarse, las propiedades resistentes de la CG-
Simulated son superiores a las del metal base, lo que
también se refleja en los resultados de dureza.

Con objeto de calcular el coeficiente de difusion de
hidrégeno, D,y (m?%s), se utilizaron ensayos de
permeacion, que se realizaron de acuerdo con la norma
ASTM G148 y utilizando el equipo y la metodologia
descritos con detalle en trabajos anteriores [2]. En
estecaso, para el calculo de D,,, se ha considerado
unicamente el primer transitorio de carga.
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Tabla 1. Propiedades y concentraciones de hidrogeno en los materiales

Material Sy Su A Z  HV30  Grain Size Dapp Co Caiy
[MPa] [MPa] [%] [%] [-] [um] [m%s]  [ppm] [ppm]

Base Metal 761 887 19 75 298 21 34-10M 1.30 0.67
CG -Simulated 931 1036 16 72 321 342 2.3-10" 1.40 0.45

La figura 2 muestra las curvas de permeacion obtenidas,
donde los valores del tiempo e intensidad se muestran
normalizados, respectivamente, por el espesor de la
muestra al cuadrado y el valor maximo de intensidad. Los
valores D,,, obtenidos utilizando la metodologia #,, se
recogen en la tabla 1. Se puede ver que la difusion de
hidrégeno en el metal base es ligeramente mayor que en
la CG-Simulated.

Para introducir el hidrégeno en el interior de las muestras
se utiliz6 un reactor a presion, sometiendo las muestras a
la accion de hidrégeno puro a una presion de 19.5 MPa a
una temperatura de 450°C durante 21 horas. Una vez
cargadas, e inmediatamente después de extraerlas del
reactor, las probetas se introdujeron en nitrogeno liquido
(-196°C) para evitar en lo posible la salida de hidrogeno.
Con objeto de conocer la cantidad de hidrogeno
introducido en las probetas tras el proceso de carga, Cy,
se utiliz6 un analisis de desorcion térmica (TDA), por
medio de un analizador de hidrogeno LECO DH603. Este
equipo también se utiliz6 para conocer la cantidad de
hidrogeno difusible en el material, Cyy, calculado como
la diferencia entre la concentracion inicial y final de
hidrogeno, tras dejar las muestras durante 15 dias en el
ambiente normal del laboratorio. Los resultados
obtenidos tras el analisis TDA, recogidos en la tabla 1,
muestran que la cantidad inicial de hidrogeno introducido
en el reactor en ambos materiales es bastante similar,
mientras que la cantidad de hidrogeno difusible es un
poco mayor en el BM (0.67 ppm) que en el CG-
Simulated (0.45 ppm).
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Figura 2.Curvas de permeacion (entrada de H)

2.2. Ensayos de crecimiento de grieta por fatiga

El ensayo de crecimiento de grieta por fatiga se ha
realizado en una maquina servohidraulica MTS equipada
con una célula de carga de 250 kN y provista de un
extensometro COD que permiti6 determinar la evolucion
del tamaifio de la grieta en el curso del ensayo utilizando
el método de la flexibilidad. La metodologia empleada se
adecu6 a la norma ASTM E647 [5]. Se utilizaron
probetas compactas (CT) de 48 mm de ancho y 10 mm
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de espesor, y fueron pre-agrietadas de acuerdo con las
recomendaciones de la normativa. Por su parte, los
ensayos de velocidad de crecimiento de grieta se
realizaron utilizando distintos valores de la frecuencia
(10 Hz en las probetas sin hidrogeno y 0.1 y 0.05 Hz en
el caso de las probetas precargadas con hidrégeno) y con
dos relaciones de carga distintas (R = 0.1 y 0.5).
Concluidos los ensayos, las superficies de fractura de las
probetas fueron analizadas mediante microscopia
electronica de barrido, determinando de forma precisa
tanto la longitud inicial y final de las grietas como los
diferentes micromecanismos de fallo implicados.

RESULTADOS

La figura 3 muestra, de forma conjunta, las curvas de
velocidad de crecimiento de grieta por fatiga (da/dN vs
AK) en la zona de crecimiento estable (zona de Paris)
obtenidas a diferentes frecuencias para una relacion de
cargas R = 0.1 (Figura 3.a) y R = 0.5 (Figura 3.b). En
dichas figuras también se incluye, como comparacion, las
curvas correspondientes al material base (BM) y a la CG
simulada sin precarga de hidrégeno (simbolos huecos).
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Figura 3. Curvas de crecimiento de grietas por fatiga en la
CGHAZ-Simulated. (a) R =0.1; (b) R = 0.5.
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Comparando, en primer lugar, las curvas relativas a BM
y a CG sin hidrégeno (simbolos huecos), se observa la
mayor velocidad de crecimiento de grieta (entre 1.5 y 2
veces superior) en el acero con grano grueso para
cualquier valor de 4K, lo que se explica en virtud del
mayor tamafio de grano y dureza (resistencia) de este
acero respecto al original. No obstante, esta diferencia
no se aprecia en los micromecanismos de fractura
observados (figura 4), que son muy similares en ambos
casos, con presencia de las caracteristicas estrias, que son
la evidencia de una considerable plastificacion durante el
crecimiento de la grieta. La presencia de
micromecanismos de fractura dictil (MVC) ya habia sido
advertida durante los ensayos de fractura de ambos
materiales exentos de hidrogeno [1].

» B0

10 haen A"

Figura 4. Superficies de fractura de los aceros sin precarga
de hidrogeno. AK = 35 MPa\/m:(a) BM, (b) CG

Si se analiza ahora el efecto del hidrogeno en
CG_simulated, se aprecia la enorme influencia de este
elemento en el comportamiento a fatiga del acero. Para la
misma relacion de carga (R =0.1) a una frecuencia =0.1
Hz (figura 3.a), la velocidad de crecimiento de grieta por
fatiga del acero con hidrogen se eleva, al inicio del
ensayo, en casi un orden de magnitud y, aunque la
diferencia de velocidades entre el acero con o sin
hidrégeno se va haciendo mas pequeia conforme el
ensayo progresa, la da/dN del acero con hidrogeno
interno sigue siendo apreciablemente mas elevada
incluso para AK = 80MPa\m. El incremento de la
velocidad de crecimiento de grietas provocado por el
hidrégeno, es todavia mayor cuando, aun manteniendo la
misma relacion de carga (R = 0.1), se utiliza una
frecuencia mas baja (f = 0.05 Hz), si bien el nuevo
incremento no es muy grande. Conviene sefialar, no
obstante, que la diferencias entre las da/dN del acero con
o sin hidrogeno van reduciendose progresivamente
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conforme el ensayo avanza, al ser la pendiente de las
curvas con hidrégeno menor que la del acero de partida.

Cuando la relacion de cargas utilizada es superior a la
vista anteriormente (R=0.5, figura 3.b), el incremento de
velocidad de crecimiento de grieta en presencia de
hidrégeno a una frecuencia de 0.1 Hz es atin mas notorio,
y ademads, ese incremento se mantiene constante en todo
el rango del factor de intensidad de tension evaluado, ya
que las pendientes de las curvas da/dN de los aceros con
y sin hidrégeno interno, son practicamente iguales. Por
su parte, aunque también en este caso la utilizacion de
una frecuencia menor (f = 0.05Hz), produce un nuevo
aumento de la velocidad de crecimiento al inicio del
ensayo, conforme éste progresa, la aceleracion
introducida se ralentiza, hasta que las curvas obtenidas a
ambas frecuencias practicamente se superponen.

El incremento de velocidad de crecimiento de grieta
debido al hidrogeno también queda reflejado en el
aspecto de las superficies de fractura de las probetas
ensayadas. La Figura 5 recoge imagenes representativas
de las superficies de fractura de probetas CG con
hidrogeno, para R = 0.1, al inicio del ensayo (4K =
35 MPay/m) y a las dos frecuencias utilizadas.

a)

b)

oy ; Fin : <

Figure 5. Superficies de fractura de probetas precargadas de
H ensayadas a R=0.1. (a) f=0.1 Hz — AK=35 MPa\/m; (b)
f=0.05 Hz — AK=35 MPa\'m

Como puede observarse, incluso utilizando la frecuencia
mas elevada (figura 5.a), las probetas con hidrégeno
interno muestran, una superficie de fractura claramente
diferente a la del acero sin hidrégeno. Ya no se observa
la plastificacion del frente de grieta inherente a la
presencia de estrias de fatiga (este mismo efecto ya habia
sido constatado por Murakami y colaboradores [6,7]),
sino que el micromecanismo mayoritariamente presente
es el provocado por la decohesion de las lajas bainiticas
(bainite lath decohesion, BLD) que es el mismo que actiia
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bajo cargas estaticas en presencia de hidrogeno [4] y,
aunque de forma mas minoritaria, también se advierten
fracturas intergranulares (IG), sefialadas mediante
flechas negras en la figura, micromecanismo
representativo de una fuerte fragilizacion por hidrégeno.
Cuando la frecuencia disminuye (figura 5.b), la presencia
de fracturas intergranulares (IG) es aun mas notable vy,
ademads, se mantiene durante todo el ensayo para
cualquier valor de AK.

Las iméagenes de las superficies de fractura de probetas
precargada con hidrogeno pero ensayadas con una
relacion de cargas R = 0.5 y frecuencias de 0.1 Hz y 0.05
Hz se muestran en las figuras 6.a) y 6.b),
respectivamente. De nuevo, los micromecanismos de
fratura presentes en toda la superfice evaluada son los
observados anteriormente (BLD e IG), pero ahora, desde
el inicio hasta el final del ensayo el micromecanismo
mayoritario pasa a ser la fractura intergranular (IG), lo
que denota el mayor poder fragilizador del hidrogeno
bajo estas condiciones de ensayo. Este acero es algo
susceptible a la fragilidad al revenido que consiste en la
precipitacion de impurezas en las juntas de grano
austeniticas y este hecho cobra especial importancia en
las microestructuras de grano grueso, promoviendo la
fractura intergranular.

a)

¢ :lv! v / / r 2 h
Figure 6. Superficies de fractura de probetas precargadas de
H ensayadas a R=0.1. (a) f=0.1 Hz ; (b) f=0.05 Hz

La tabla 2 resume los micromecanismos de fractura
observados en funcion de las condiciones de ensayo.

Tabla 2. Micromecanismos de fractura observados

Parametros de fatiga Mecanismos
Acero
Ambiente R f[Hz] de fallo
BM Aire 0.1 10 MVC
Aire 0.1 10 MVC
0.1 0.1 BLD +IG
CG Hidrégeno 0.1 0.05 BLD +IG
0.5 0.1 1G + BLD
0.5 0.05 1G + BLD
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DISCUSION DE RESULTADOS

Los resultados obtenidos reflejan el grado en el que la
presencia de hidroégeno en el acero analizado provoca el
conocido fenomeno de fragilizacion, que ademas, se ve
incrementado con el uso de bajas frecuencias de ensayo,
y mayores relaciones de carga.

Al objeto de tener una comparacion cuantitativa del
efecto de las diferentes variables de ensayo en el
comportamiento de la grieta bajo cargas de fatiga, se
determind el indice de fragilizacion por hidrogeno
definido en la expresion (1) comparando la velocidad de
crecimiento de grieta por fatiga con hidrogeno y sin
hudrogeno a lo largo del ensayo en las distintas
condiciones. Los resultados obtenidos se muestran en la
Figura 7. Como puede verse, cuando se utiliza una
relacion de cargas R = 0.1, los indices de fragilizacion, al
inicio del ensayo son de 5 y 7 cuando se utilizan
frecuencias de 0.1 Hz y 0.05 Hz, respectivamente. No
obstante, en este caso, el indice de fragilizacion, y, por
tanto, el efecto del hidrogeno en la velocidad de
crecimiento de grieta, disminuye a medida que crece la
grieta (aumenta 4K) y esta disminucion es algo mas
acentuada para la frecuencia mas baja.

Cuando la relacion de cargas utilizada es mayor (R =0.5),
el indice de fragilizacion obtenido al inicio del ensayo es
de algo mas de 7 para la frecuencia mas elevada (f = 0.1
Hz) y llega a 8 para la mas baja. Bajo estas condiciones
de ensayo el indice de fragilizacion se mantiene
aproximadamente constante durante todo el ensayo,
independientemente del tiempo transcurrido (y de AK).

9

HEF

-R=0.1
-R=05
-R=0.5

AKMPam ]
Figura 7. Evolucion del HEF con el tiempo de ensayo

Cuando se utilizan probetas precargadas con hidrogeno
pero el ensayo mecéanico se ejecuta en condiciones
ambientales normales (ensayos ex-situ), durante todo el
proceso se estd produciendo la competicion de dos
fenémenos de difusiéon opuestos, que se disputan el
hidrogeno interno. Por un lado esta la triaxialidad
asociada a la presencia de la grieta, que concentra las
tensiones y atrae el hidrogeno hacia la zona de proceso.
De este modo, al aumentar AK (y simultaneamente Kmax),
la concentracion de hidrogeno en esta region también se
incrementara al hacerlo ou. Por otro lado, el desequilibrio
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entre la alta concentracioén de hidrégeno en el interior de
la probeta y el ambiente, hace que éste difunda hacia la
superficie para salir al exterior.

Cuando se utiliza una relacion de tension baja (R = 0.1),
aunque la tension hidrostatica en el frente de grieta es
capaz de captar, al inicio del ensayo, una gran cantidad
de hidrégeno, con el transcurso del tiempo (a frecuencias
bajas este efecto es mas notable), el efecto de atraccion
de la tension hidrostatica va perdiendo terreno frente a la
salida del hidrogeno hacia el exterior y
consecuentemente, el efecto fragilizador va
disminuyendo, lo que se refleja en una menor pendiente
de la curva da/dN vs AK. Por otro lado, cuando se emplea
una relacion R mayor, la tension hidrostatica en la region
de proceso situada delante de la grieta aumenta, con lo
que se alcanza una concentracion de hidrogeno mayor en
esa zona, y consecuentemente, una mayor fragilizacion.
En este caso la atraccion del hidroégeno hacia la zona de
proceso, que se incrementa a medida que AK aumenta, es
suficiente para compensar las pérdidas de hidrogeno que
tienen lugar a lo largo del ensayo el ensayo, de manera
que el efecto fragilizador se mantiene hasta el final sin
advertirse la ralentizacion del proceso, como ocurria en
las probetas ensayadas con la relacion R = 0.1.

Este hecho ya habia sido observado por otros
investigadores en otros grados de acero [1,3], y todos
coinciden en sefialar la existencia de determinadas
condiciones en el que se llega a alcanzar una
concentracion de hidrogeno critica en la region de
proceso material que ocasiona la maxima fragilizacion.
No obstante, el mantenimiento de esa concentracion de
hidrégeno dependerda de las wvariables de ensayo
utilizadas, en una lucha constante contra la difusion del
hidroégeno interno hacia el exterior de la probeta que
reduciria la cantidad de hidrogeno disponible y con ello,
su efecto fragilizador.

CONCLUSIONES

Tras la definicion y aplicacion de un tratamiento térmico
adecuado, se ha conseguido obtener un acero con la
misma microestructura y dureza que la zona de grano
grueso existente en la zona afectada térmicamente de una
soldadura de acero 2.25Cr1Mo.

Mediante precarga térmica gaseosa de hidrogeno se ha
conseguido introducir en la microestructura de este acero
una concentracion de hidrogeno de 1.4 ppm. Luego,
utilizando un valor de R = 0.1 y una frecuencia de ensayo
de 0.1 Hz, al inicio del ensayo de crecimiento de grieta
por fatiga se ha medido una velocidad de crecimiento de
grieta 5 veces superior a la obtenida al aire, pero esta
diferencia  disminuye progresivamente  conforme
progresa el ensayo. Esta disminucion también se advierte
cuando la frecuencia disminuye a 0.05 Hz, si bien en este
caso, la velocidad de crecimiento al inicio del ensayo
llega a ser mas de 7 veces superior a la medida en el acero
sin hidrogeno.

Sin embargo, cuando la relacion de carga utilizada es
igual a 0.5, la diferencia entre la velocidad de crecimiento
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observada al inicio del ensayo (en torno a 7-8 veces
superior con hidrogeno, para cualquier frecuencia), se
mantiene constante durante todo el ensayo, lo que hace
pensar que, bajo estas condiciones, la triaxialidad
alcanzada en la zona de proceso es suficiente para
garantizar una concentracion de hidréogeno que se
mantiene durante todo el ensayo, compensando la salida
natural del hidrégeno de la probeta.

Estos fenomenos de fragilizacion debidos a la presencia
de hidrogeno se manifiestan también en modificaciones
en el mecanismo de fallo, predominando en estos casos
la descohesion entre lajas bainiticas (BLD) y, cuando la
concentracion de hidrégeno alcanza los valores mayores,
la fractura intergranular.
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RESUMEN

Debido a las limitaciones econdmicas y medioambientales, la tendencia actual es utilizar las estructuras soldadas més alla
de su vida util de disefio. La causa predominante de falla en servicio de estas estructuras envejecidas es la fatiga de las
uniones soldadas. El uso de técnicas de mejora en uniones soldadas, como técnica de reparacion, viene siendo sugerido
por varios autores. El refundicion TIG es una de las técnicas de reparacién mas prometedoras. Sin embargo, la eficacia
de la refundicién TIG estd estrechamente relacionada con la profundidad de la fisura reparada. El uso de galgas
extensiométricas puede ser eficaz para detectar la presencia de fisuras por fatiga en su fase inicial de propagacion, sin
embargo, es necesario demostrar su eficacia en los programas de inspeccién en obra. Algunas variantes TIG asociadas a
las recientes innovaciones tecnoldgicas de la soldadura por arco de fusién, estan destinadas a mejorar la penetracion y la
sostenibilidad del proceso de refundicion.

En este articulo se presentan algunos resultados del trabajo desarrollado por los autores en los Gltimos afios, relevantes
para evaluar la eficiencia de la reparacion sostenible, por refundicion TIG y plasma, de estructuras soldadas. Se da
relevancia a la reparacion, completa o defectuosa, de grietas profundas, asi como la posible ventaja de utilizar variantes
TIG.

PALABRAS CLAVE: Reequipamiento de juntas soldadas, refundicion TIG, refundicion plasma, juntas soldadas, Fatiga

ABSTRACT

Due to economic and environmental constrains, the currently trend is to use the welded structures beyond their design
lives. The predominant cause of in service failure of these aged structures is the fatigue of the welded joints. The use of
improvement techniques in welded joints, as a repair technique, has been suggested by several authors. TIG dressing is
one of the most promising of these repair techniques. However, the effectiveness of TIG remelting is closely linked to
the depth of the repaired crack. The use of strain gauges can be effective to detect the presence of fatigue cracks in their
initial phase of propagation, however their effectiveness in inspection programs on jobsite needs to be proven. Some TIG
variants associated to recent technological innovations of fusion arc welding, are appointed to improve the penetration
and the sustainability of the remelting process.

In this article are presented some results of the work developed by the authors in the last years, relevant to assess the
efficiency of sustainable repair, by TIG and plasma dressing, of welded structures. Relevance is given to the repair,
complete or defective, of deep cracks, as well as the possible advantage of using TIG variants.

KEYWORDS: Retrofitting of welded joints, TIG dressing, Plasma dressing, Welded joints, Fatigue

INTRODUCTION life of welded joints is mainly influenced by pre-existing
cracks in the weld toe. The presence of such defects,
Currently, due to economic and environmental together with the stress concentration at the weld toe and
constrains, the trend to use the welded structures beyond the existing residual stress fields induced by welding,
their design lives is increasingly frequent [1, 2]. So that explains the poor fatigue strengths of welded joints [3].
this situation is not catastrophic and can be within the Post weld treatments can be applied to the weld fillet in
regulatory framework, an extra effort should be paid to medium and high-strength steels, to improve the fatigue
inspection, monitoring and rehabilitation of damaged performance of welded joints [4]. The use of these
details. improvement treatments, as a repair techniques, has been
The predominant cause of failure in service of these aged reported by some authors: C.M. Branco et al. [5], used
structures is the fatigue of the welded joints [1]. Fatigue hammer peening; A. Ramalho et al. [3], used TIG and
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plasma dressing; M. Edgren et al. [6], used High
Frequency Mechanical Impact; H. Al-Karawi et al. [7],
used TIG remelting fallowed by High Frequency
Mechanical Impact.

Maintenance programmes using the improvement
treatments in welded joints as a repair technique, have
been considered in some manuals and reports [2, 8].

The effectiveness of using TIG remelting as a repair
technique for pre-cracked welded joints by fatigue
loading has been reported by several authors [3, 9, 10].
A. Manai [9], proposes a methodology to assess and
improve the performance of these damaged structures
using TIG dressing, including procedures for the
inspection, monitoring and rehabilitation processes.
However, the effectiveness of TIG remelting is closely
linked to the depth of the repaired crack [3], and the
penetration level associated to the welding parameters
and the variant of TIG technique [11]. K.P. Mehta [11]
identifies three variants of TIG associated to recent
technological innovations of fusion arc welding, the
activated TIG (A-TIG) welding, the hot wire TIG (HW-
TIG) welding and the keyhole TIG (K-TIG) welding. The
TIG variants improve the penetration and the
sustainability of the welding process. A. Loureiro and A.
Rodrigues [12], reports a substantial increasing of
penetration of the A-TIG (activated with TiO2
commercial flux) in austenitic steels.

In inspection and monitoring programs, it is crucial to
have a process that allows assessing the depth of cracks,
in order to decide on the timing to carry out a TIG
refusion that promotes their efficient repair. Many of the
non-destructive methods used in inspection programs on
jobsite, to assess cracks in welded joints, are not suitable
for real-time monitoring of crack growth [13, 14].
However, the use of strain gauges can be effective for this
purpose [8, 15]. H. Al-Karawi et al. [15] reports the use
of strain gauges to detect cracks deeper less than 1 mm.
When the cracks are shallow the usual TIG repair is
effective [1, 3, 10], however, when the cracks are deeper,
some TIG variants should be required. Even using these
variants, when the pre-existing cracks are deeper, their
complete repair is often not achieved and some residual
cracks may remain in the deeper layers.

The repair efficiency by TIG remelting is usually
evaluated using the simulation of crack growth at the
weld toe, through numerical finite element models [9].
In this article is presented the results of the work
developed by the authors in the last years, relevant to
assess the efficiency of sustainable repair, by TIG
remelting, of welded structures. Relevance is given to the
repair, complete or defective, of deep cracks, as well as
the possible advantage of use of TIG variants.

MATERIALS AND METHODS
2.1. Materials and specimens

The base material used in this study was medium strength
steel, St 52-3 DIN 17100, in the form of plates with 12.5
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mm of thickness, and with the chemical composition
presented in table 1.

Table 1. Chemical composition of used S355 AR steel (wt
9%).

Cr Ni Ti
0.063
Co

0.013

Mo
0.024|0.03410.009
Nb P S
0.005(0.011|0.005

0.131
Al
0.029

0.413
\Y
0.043

1.44
Cu
0.018

The welds were made by covered electrode process,
electrode ESAB OK 75.75. The chemical composition of
the weld metal is presented in table 2.

Table 2. Chemical composition of the used weld metal
(wt %).

C Si | Mn | Cr| Ni | Mo P S

0.080.45(1.28|0.5(1.87|0.37|0.017|0.01

The welding T specimens were produced from main
plates with 12.5 mm thickness and low penetration fillet
welded with an attachment of equal thickness. From this
plate, specimens with 70 mm width and 270 mm length
were cut. The weld leg length presented a medium value
of 9 mm. The specimens were made with the geometry
shown in Fig. 1.

X
o

Figure 1. Geometry of T-welded specimens.
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2.2. Rehabilitation techniques

The welded joints with fatigue cracks at the weld toe
were re-habilitated by TIG and plasma dressing
techniques, using the parameters indicated in table 3. For
the TIG dressing were used two sets of welding
parameters, and one of them, with more 50% of power,
produced deeper penetration. For the plasma dressing
was used the keyhole variant in order to obtain a deeper
penetration. The pre-cracks were previously induced by
fatigue loading carried out in three-point bending.

Table 3. TIG and plasma dressing parameters.

TIG dressing Deeper TIG Plasma keyhole
(TR) dressing (TR-D) |dressing (PR)
Argon flux; IArgon flux; Argon flux;
Current intensity [Current  intensity| Current intensity
110 A; 135 A; 200 A,

Tension DC 19 V;
Linear rate 1.08
mm/s.

Tension DC 15V;
Linear rate 0.66
mm/s.

Tension DC 30 V;
Linear rate 2.47
mm/s.

2.3. Fatigue tests

The fatigue tests were carried out in the servo-hydraulic
Instron machine with a load control (R=0), frequency of
7 Hz with a sinusoidal wave loading. The tests were
carried out in three-point bending as shown in Fig. 2.

Figure 2. Fatigue loading setup.

Twenty specimens were tested distributed in three series:
the TR, the TR-D and the PR.

The TR set was formed by specimens that were obtained
by the following procedure:

As welded specimens are submitted to a fatigue loading
until the generation of big deep cracks; this loading is
performed in load or in displacement control; The
process of detecting cracks was not rigorous, and the
loading was conducted without accurate record of the
number of cycles until registering an increase of 10% of
the initial deformation; After this initial fatigue loading,
the specimens are repaired by TIG re-melting using the
welding parameters presented in table 3.

The TR-D set was formed by a specimen that was
obtained by the same procedure of the TR specimens, but
the re-melting repair was done with the welding
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parameters presented in table 3. In this specimen the pre-
crack procedure was controlled by strain-gauges, having
a deeper lesser than 2.5 mm.

The PR set was formed by specimens that are obtained
by the following procedure:

The same as the TR specimens, but the re-melting repair
was done by plasma; For the plasma re-melting, in order
to improve the depth of fusion, was adopted the keyhole
technique and the welding parameters are presented in
table 3.

The curvature radius at the weld toe of the welded joints
was measured using a Maxtascan model micrometry
table XY, with an accuracy of 0.01 mm.

RESULTS AND DISCUSSION

The fatigue results are presented in tables 4, 5 and 6, for
the TR, TR-D and PR series respectively.

The crack depth before the reparation is represented by
a.r.

The S-N curves for the TR, PR series and for the as
welded specimens (AW) was been published in A.
Ramalho et al. 2011 and are represented by equation (1).

AW: Ao = 4848.6N,7 0210
TR: Ao = 3744.5N,;0236 (1D
PR: Ao = 5566.2N,70233

where Ao is the stress range at the weld toe, applied to
the specimen and N is the fatigue life. For comparison
purposes, in tables 4 to 6, are presented the lives obtained
by the S-N curve for the AW Serie, designated by
Naw s-n. The fracture surfaces of the specimens are also
presented.

From the results presented in table 4 for the TR
specimens, the rehabilitation of deep fatigue cracks at the
weld toe (ar greater than 4 mm) by TIG dressing, leads to
very small post-repair fatigue lives (varies from 4% to
10%), when compared to the lives of as welded
specimens. Therefore, it can be drawn that TIG remelting
is not suitable for promoting the repair of deep cracks.
From the results presented in table 5 for the TR-D
specimen, the rehabilitation of shallow fatigue cracks at
the weld toe (ar lesser than 2.5 mm) by TIG dressing,
leads to higher post-repair fatigue life (245%), when
compared to the life of as welded specimens. Therefore,
it can be drawn that TIG remelting is suitable for
promoting the repair of shallow cracks.

The use of TIG remelting as a fatigue crack repair
technigue must be associated with an adequate
monitoring technique to ensure that the repair is carried
out at an early stage of propagation, when the cracks are
still shallow. When try to extend the lifespan of aged
welded structures, or in other repairs, may come across
deeper cracks. In this case, TIG variants associated to
higher penetration may be considered, like the activated
TIG (A-TIG) welding, the hot wire TIG (HW-TIG)
welding or the keyhole TIG (K-TIG). However, there are
no studies that support the use of these TIG remelting
variants in the repair of fatigue cracks.
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Table 4. Fatigue results for the TR series.

Specimen | a-[mm] | Ac [MPa] Nr Naw s-N Fractue urface
TR1 6.50 354.2 22680 | 251134
TR2 5.10 151.2 329711 | 14343932
TR3 4.80 204.7 | 361890 | 3400004
TR4 5.40 122.0 1998624 | 39765559
TR5 5.90 143.9 691645 | 18146433
TR6 4.70 235.5 159236 | 1746694
TR7 4.83 293.3 61808 615546
TR8 4.35 182.8 521075 | 5820975
TR9 4.72 177.1 582198 | 6766601
TR10 6.90 228.1 92327 | 2095975

Table 5. Fatigue results for the TR-D series

Specimen | a;[mm] | Ac [MPa] N Naw s-n Fracture surface

TR-D <25 352.6 | 628739 | 256596 B

From the results presented in table 6 for the PR
specimens, the rehabilitation of deep fatigue cracks at the
weld toe (ar varying from 2.2 to 5.9 mm) by keyhole
plasma, leads to small post-repair fatigue lives, when
compared to the lives of as-welded specimens. The lives
obtained for the PR 5 to PR9 specimens vary from 67%
to 112% of the experimental ones, but for the remaining
specimens are much lower (14% to 34%). Although the
results have a great scatter, it can be drawn that keyhole
plasma promotes a reasonable repair of deep cracks.
However, a very high porosity density is observed. This

porosity is not acceptable for the vast majority of
applications, being rejected by welding codes. To avoid
the porosity, the TIG and plasma keyhole welding
technology should be applied in full penetration welds
[16]. The porosity formation on laser keyhole welds have
less density and has been the subject of several studies,
[17, 18]. For this reason, despite the increased
penetration, the use of the plasma or TIG in keyhole
variants do not prove to be suitable to promote the repair
of fatigue cracks generated in welded joints.
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Table 6. Fatigue results for the PR series

Specimen ar[mm] | Ac [MPa] N Naw s-n . Frcture surface
PR1 2.20 203.4 | 1185720 | 3504512
PR2 5.18 176.6 988050 | 6858123
PR3 4.83 226.7 615786 |2093198
PR4 5.43 294.4 127110 | 604693
PR5 4.74 289.1 550079 | 659213
PR6 5.90 346.5 311338 | 278782
PR7 5.06 349.8 178495 | 266504
PR8 3.63 237.1 1482055 | 1691387
PR9 5.80 393.0 116388 | 153245

CONCLUSIONS

TIG remelting is a good rehabilitation technique for
welded joints with shallow cracks (up to 2.5 mm depth)
at the weld toe, contributing significantly to fatigue life
extension.

The use of TIG remelting as a fatigue crack repair
technique must be associated with an adequate
monitoring technique to ensure that the repair is carried
out at an early stage of propagation, assuring the cracks
are still shallow.

There are no studies that support the use of TIG welding
variants, namely the activated TIG, as a suitable
remelting technique to promote the repair of welded
joints with cracks.

Plasma remelting in the keyhole variant promotes a
reasonable fatigue live recovery in the repair of deep
cracks (up to 5.9 mm depth), however due to a very high
pore density generated, is not acceptable as an
rehabilitation technique for welded joints.
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