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RESUMEN

El presente trabajo se orienta al análisis de confiabilidad estructural en tubos de 
conducción, para ello, se realizó un trabajo teórico-experimental sobre las 
condiciones de propagación radial de fisuras superficiales de forma semielíptica en 
tubos de conducción, con la finalidad de: I) determinar los tamaños de defectos 
críticos de comienzo de crecimiento estable e inestable (ruptura) de fisura, para 
una determinada presión, II) determinar las presiones críticas de inicio de 
crecimiento estable e inestable de fisura, para determinadas dimensiones y 
geometría del defecto, III) caracterizar el comportamiento del tubo y IV) conocer las 
variables que gobiernan el proceso de crecimiento de fisura.

Se realizó un modeló que determina el comienzo de crecimiento estable e 
inestable. El modelo se desarrolló para materiales metálicos que tienen un 
comportamiento del tipo Ramberg-Osgood y se fundamenta en conceptos de 
mecánica de fractura, incluyendo expresiones que definen: I) la fractotenacidad del 
material (JR), II) la fuerza impulsora de propagación radial de fisura (J api¡Cado) y III) 
colapso plástico del tubo.

Se realizaron ensayos de ruptura a plena escala a temperatura ambiente (20°C) en 
tubos de conducción 8 5/8” x 14.72 mm, de un acero de baja aleación y alta 
resistencia, grado X65, Q&T, acorde a la especificación API 5L.

La capacidad del modelo fue demostrada a través de la comparación entre los 
valores obtenidos mediante el mismo y los experimentales.

Se realizó un estudio experimental sobre el efecto de la prueba hidráulica en la 
presión de ruptura, en tubos de conducción 8 5/8” x 14.72 mm, grado X65. La 
metodología del estudio consistió, en la comparación de las presiones de ruptura 
de pares de probetas que presentaban defectos artificiales de dimensiones 
similares. Una de ellas se ensayo directamente a la ruptura, mientras que la otra 
antes de ser llevada a esta condición, se sometió a un ciclo de carga simulando la 
prueba hidráulica.
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1 Introducción

1.1 Reseña Histórica

Junto al avance de la ciencia y la tecnología, aparecieron nuevos problemas 
asociados con fallas en componentes estructurales, aparte de los problemas de 
fatiga y corrosión bajo tensión, apareció el problema de fractura frágil. Este tipo 
de falla se caracterizó por la gran velocidad de propagación de la fisura sin dar 
lugar a una advertencia previa de la falla, produciendo daños catastróficos ya 
sean en lo económico como en vidas humanas.

Los materiales utilizados en la construcción de estructuras anteriores al siglo XIX 
fueron materiales con bajas resistencias tensiles, por lo cual el diseño de los 
componentes estructurales se hizo de manera de soportar mayormente 
esfuerzos de compresión. Con el descubrimiento del acero y su producción 
industrial en forma masiva, el diseño de los componentes industriales cambió, 
debido a que este material tiene mayor resistencia tensil que los materiales 
anteriormente utilizados, junto a estos cambios de diseño apareció el problema 
de fractura frágil, que en principio no se le dio importancia, pero con el 
transcurso del tiempo tomó gran relevancia en las fallas producidas en 
componentes estructurales. Una reseña histórica de varias fallas estructurales 
fue realizada por Shank [1] y Parker [2].

Una falla que tomó gran trascendencia fue la fractura catastrófica de un tanque 
de melaza en Boston en 1919. Este tanque contenía 7,500,000 litros de melaza, 
12 personas murieron y 40 quedaron heridas, además hubo grandes pérdidas 
materiales, casos similares se reportaron con puentes. Hasta ese momento 
algunas estructuras diseñadas con altos coeficientes de seguridad, rompían 
inesperadamente. El criterio de diseño utilizado en ese entonces estaba basado 
en la resistencia tensil del material.

Un análisis cuantitativo de éstos problemas fue posible gracias a la aparición de 
la Teoría Matemática de la Elasticidad (siglo XIX), la cual fue desarrollada y 
aplicada al estudio de concentradores de tensión recién a principios de este 
siglo. Inglis [3] realizó estudios para determinar el estado de tensiones en el 
borde de un agujero elíptico pasante en una placa infinita, sometida a una 
determinada tensión (an0m), obteniendo que la tensión en el borde del agujero 
era mayor que la an0m e inversamente proporcional al radio de curvatura del 
borde del agujero. Se dedujo que si el radio de curvatura tiende a cero, la 
tensión toma valores cada vez más grandes tendiendo a infinito, produciéndose 
de esta forma una singularidad.
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A partir del planteo de esta singularidad es que salió a luz la mecánica de 
fractura, realizando uno de los primeros aportes A. A. Griffith con la presentación 
de un trabajo relacionando la tensión de fractura (propagación inestable de 
fisura) con la geometría de la fisura inicial [4], Griffith planteó un criterio de 
balance de energía y postuló que para producir propagación inestable de la 
fisura en un cuerpo, es necesario que la disminución de la energía de 
deformación del cuerpo debido al proceso de fractura sea igual ó mayor que el 
incremento de la energía superficial debido a lo mismo. Esta teoría tiene ciertas 
limitaciones, puesto que es válida para materiales idealmente frágiles 
(materiales con muy poca deformación plástica, ej. vidrios).

Después de la segunda guerra mundial, varios barcos mercantes tuvieron 
problemas de falla por fractura frágil. Entre 1942 y 1952 más de 200 barcos 
presentaron fracturas consideradas como serias y al menos 9 barcos cisterna T- 
2 y 7 barcos Liberty se partieron completamente en dos. La causa de estas fallas 
se le atribuyó a las malas propiedades del acero a bajas temperaturas, sumadas 
con el cambio de diseño que se realizó en la estructura al pasar de un diseño 
con uniones remachadas a un diseño con uniones soldadas, siendo esta última 
más defectuosa y continua. De esta manera los paneles que anteriormente eran 
remachados, al aparecer una fisura, ésta propagaba, pero el panel vecino 
actuaba como barrera a la propagación de la fisura, en cambio en los paneles 
soldados la fisura atravesaba sin mayor problema de panel en panel, de ahí que 
los barcos podían partirse en 2 mitades (fig. 1-1). Se observó que las fisuras 
comenzaban en zonas agudas (alta concentración de tensiones), las condiciones 
de utilización fueron a bajas temperaturas y la tenacidad del material (ensayo 
Charpy) era baja para estas condiciones.

Figura 1-1: Fotografía de la falla de un barco.
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Otro gran aporte al desarrollo de la mecánica de fractura fue realizada por G. R. 
Irwin [5], quién extendió la teoría de Griffith a materiales más usados en 
ingeniería (metales con cierta deformación plástica). Irwin incluyó al balance de 
energías la energía disipada por plasticidad durante la propagación de la fisura. 
Posteriormente él planteó el estado de tensiones y deformaciones en las 
cercanías de la punta de una fisura aguda, caracterizando a este campo de 
tensiones y deformaciones mediante un parámetro denominado factor de 
intensidad de tensiones (K). De esta manera se fundaron las bases de la 
mecánica de fractura lineal elástica (LEFM).

La mecánica de fractura lineal elástica (LEFM), tiene ciertas hipótesis que 
validan su uso, una de ellas es que el tamaño de la zona plástica delante de la 
punta de la fisura debe ser muy pequeño [4], Posteriores desarrollos realizados 
por varios investigadores, contemplan factores de corrección por plasticidad que 
extienden la LEFM al caso de plasticidad en pequeña escala (small scale 
yielding), esto sucede cuando el tamaño de la zona plástica no es demasiado 
pequeño y escapa a las hipótesis de la LEFM. Los factores de corrección más 
conocidos fueron los de Irwin [6] y Dugdale [7],

Uno de los problemas que presentaba la mecánica de fractura era su aplicación 
a materiales que presentaban cierto grado de plasticidad, observándose en 
estos casos tamaños apreciables de zona plástica delante de la punta de la 
fisura, siendo no aplicables las correcciones por plasticidad en pequeña escala. 
Este problema fue resuelto mediante el desarrollo y posterior uso de otros 
parámetros fractomecánicos representativos del campo de tensiones y 
deformaciones delante de la punta de la fisura, tales como: la apertura de la 
punta de fisura (CTOD - Crack Tip Opening Displacement) y la integral J, esta 
última fue desarrollada por J. R. Rice [8] y es aplicable a materiales con 
comportamiento no lineal. La integral J aplicada al caso de materiales con 
comportamiento lineal elástico, se puede relacionar con el factor de intensidad 
de tensiones (K) definido en LEFM.

El parámetro K puede utilizarse como una propiedad que caracteriza al material, 
representando la resistencia a propagación de fisuras, en esta condición dicho 
parámetro es denominado K|C, siendo aplicable a materiales con 
comportamiento lineal. La extensión de este parámetro para materiales con 
comportamiento no lineal se realiza a través del parámetro Jic, denominado 
fractotenacidad [9],

Posteriores desarrollos de la mecánica de fractura apuntaron su estudio y 
aplicación en temas como fisuras en materiales con comportamiento no lineal y 
dependientes del tiempo tales como: polímeros, fenómenos de corrosión bajo 
tensión y fatiga. Estos temas constituyen puntos de desarrollo actual en 
mecánica de fractura.
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Un tema importante es el de propagación dinámica de fracturas, puesto que para 
altas velocidades de propagación de la fisura cercanas a las del sonido, los 
parámetros fractomecánicos así como la fractotenacidad están afectados por la 
velocidad de la fisura.

La aplicación de mecánica de fractura a estudios de confiabilidad como de 
integridad estructural fue un aporte importante a la industria. Los estudios de 
confiabilidad estuvieron basados en la determinación de tamaños de defectos 
críticos a partir de los cuales se produce crecimiento de fisura para un dado 
conjunto de: geometría del defecto, geometría de la probeta, material y carga 
aplicada. La aplicación a integridad estructural estuvo basada en el concepto de 
tolerancia al daño, este análisis admite la posibilidad de la existencia de 
defectos de determinado tamaño en la estructura, a partir de los cuales 
estimando un determinado tiempo de vida de la estructura, el defecto crece 
hasta llegar al tamaño crítico.

1.2 Descripción del Trabajo

En las fábricas productoras de tubos para la industria del petróleo y gas es de 
fundamental importancia garantizar la confiabilidad estructural del tubo. A tal 
efecto se realizan ensayos no destructivos (NDT), cuya finalidad es detectar 
defectos y garantizar que éstos no sean mayores que un cierto tamaño tolerable. 
Por otra parte se implementa una técnica que consiste en someter al tubo a una 
determinada presión por un cierto tiempo, conocida como “prueba hidráulica”, 
con la finalidad de asegurar que en el caso de existir defectos, éstos no 
produzcan la ruptura del tubo, la cual ocurre cuando los defectos alcanzan ó 
superan un determinado tamaño máximo admisible denominado crítico.

El máximo tamaño de defecto tolerable por NDT, se obtiene a partir del tamaño 
de defecto crítico, teniendo en cuenta cierto margen de seguridad. Por esta 
razón es de suma importancia determinar este último.

El presente trabajo consistió en:

a) El desarrollo de un modelo teórico, fundamentado en conceptos de mecánica 
de fractura, que permite determinar las condiciones correspondientes al inicio 
de crecimiento estable y al punto de inestabilidad de una fisura inicial presente 
en un cuerpo (condiciones críticas).

Para un dado conjunto de geometría de probeta y material, el modelo 
determina los parámetros correspondientes a las condiciones críticas, siendo: 
I) Tamaños de defectos críticos para una dada carga ó II) Cargas críticas para 
un dado tamaño de defecto.
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Las condiciones críticas se obtienen a partir de la determinación de 
parámetros fractomecánicos, tales como: la fuerza impulsora de propagación 
de fisura, denominado J aplicado (Japi) y la resistencia a la fractura, 
denominada JR. Sobre éstos se aplican los criterios de fractura a fin de 
determinar dichas condiciones.

El modelo fue desarrollado para tubos elaborados con materiales metálicos 
que poseen un comportamiento del tipo Ramberg-Osgood, que presentan 
fisuras superficiales de forma semielíptica.

Previo a la aplicación del modelo para una situación determinada, es 
imprescindible conocer las propiedades del material, por esta razón es 
necesario realizar ensayos de caracterización del mismo.

b) La realización de ensayos de ruptura a plena escala a temperatura ambiente 
(20°C), en probetas con defectos superficiales de forma semielíptica, de tubos 
de conducción 8 5/8” x 14.72 mm de un acero de baja aleación y alta 
resistencia, grado X65, Q&T. Para aproximar el defecto a la situación más 
crítica (fisura), se realizó un prefisurado por fatiga de la entalla inicial del tubo 
hasta las condiciones preestablecidas para el tamaño de fisura inicial (a).

Los valores experimentales de las presiones de ruptura son comparados con 
los obtenidos por el modelo teórico a los efectos de evaluar la validez del 
modelo. Con la misma finalidad se compararon resultados experimentales de 
ensayos realizados con anterioridad al presente trabajo con los obtenidos por 
el modelo para esas situaciones [56-58].

Como aplicación del modelo teórico, utilizando sólo resultados de ensayos de 
caracterización del material, se realizó un análisis de confiabilidad estructural 
de tubos 22” x 7 mm de alta presión de gas.

c) La realización de un estudio experimental sobre el efecto de la prueba 
hidráulica en la presión de ruptura, en tubos de conducción 8 5/8” x 14.72 mm, 
grado X65. La metodología del estudio consistió en la comparación de las 
presiones de ruptura de pares de probetas que presentaban defectos 
artificiales de dimensiones similares. Una de ellas se ensayo directamente a la 
ruptura, mientras que la otra antes de ser llevada a esta condición, se sometió 
a un ciclo de carga simulando la prueba hidráulica.
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El trabajo consta de 9 capítulos de los cuales: los 4 primeros tratan sobre 
conceptos generales de mecánica de fractura, el 5to. y 6to. presentan el 
desarrollo del modelo teórico, la realización de los experimentos y la 
comparación entre los resultados experimentales y teóricos, el 7mo. trata sobre 
la prueba hidráulica y su influencia sobre la posterior seguridad estructural del 
tubo, el 8vo. y 9no. presentan las conclusiones y la bibliografía utilizada.
Para profundizar sobre los temas tratados en los 4 primeros capítulos, se 
aconseja consultar las referencias [61-65].
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2 Mecánica de Fractura Lineal Elástica

La mayor parte de elementos estructurales presentan discontinuidades de 
diversas formas (agujeros, entallas, etc.). Estas discontinuidades traen 
asociadas zonas con alta concentración de tensiones, que pueden ser evaluadas 
mediante un factor denominado factor de concentración de tensiones (Kt). La 
expresión de éste para el caso de un agujero elíptico pasante en una chapa 
infinita (fig. 2-1), sometida a una tensión nominal a  es:

Kt = 'max

1

=  1 +  2 a

ypj
[2-1]

ar
1 A

1 + 2
VP.

[2-2]

a

Figura 2-1: Agujero elíptico en una chapa infinita sometida a una tensión
nominal a

Se deduce de la ecuación 2-2 que si el radio de curvatura (p) tiende a valores 
cercanos a cero, la tensión máxima ( a max) tiende a valores muy grandes, 
produciéndose de esta manera una singularidad en ese punto.

Un planteo teórico inicial para determinar la resistencia de un material a cargas 
tensiles, estuvo basada en las fuerzas interatómicas de unión de los átomos del 
cuerpo. Este planteo postulaba que la fuerza necesaria para separar un cuerpo 
en dos, era la necesaria para romper las uniones atómicas, otro punto que se 
tomó en cuenta es que el trabajo total aplicado para romper las uniones 
atómicas era equivalente a la energía de superficie generada durante el proceso 
de rotura. Mediante este planteo teórico se determinó que la tensión necesaria 
para romper un cuerpo era:
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[2-3]

Siendo:
E, Módulo de elasticidad longitudinal. 
ys, Energía superficial.
A,, Distancia de separación entre átomos en estado de equilibrio.

Los resultados experimentales comparados con los resultados teóricos diferían 
en varios órdenes de magnitud, siendo los resultados experimentales mucho 
menores que los resultados teóricos. El punto siguiente fue tratar de explicar 
esta diferencia existente entre ambos resultados, para ello se postuló la 
existencia de defectos dentro del material, que actúan como concentradores de 
tensión, bajando la resistencia teórica del material anteriormente citada.

2.1 Teoría de Griffith

A. A. Griffith [4], fue quién planteó una solución al problema de la singularidad 
del agujero elíptico cuando p -> 0, la solución fue encarada desde un punto de 
vista de balance de energías. Este análisis estuvo basado en la suposición, que 
cuando se produce una fisura en un material idealmente frágil, la energía 
relajada en la punta de la fisura durante este proceso debe ser igual o mayor que 
la energía necesaria de generación de superficies en el crecimiento de la fisura. 
La idea de este análisis partió de la primera ley de la termodinámica que dice 
que cuando un sistema pasa de un estado de no equilibrio a uno de equilibrio, la 
energía neta del sistema disminuye.

Si se considera una placa infinita de espesor finito B, que contiene una fisura 
pasante de longitud 2a (si p-> 0, fig. 2-1) y se encuentra sometida a una tensión 
a, el balance de energías para un incremento en el área de la fisura dA bajo 
condiciones de equilibrio es:

Siendo: n  la energía potencial suministrada, W el trabajo realizado por las 
fuerzas exteriores, U la energía de deformación interna, E la energía total del 
sistema, S el trabajo requerido para crear las nuevas superficies de fisura.

dA dA dA
dE dn dS
—  = — + —  = 0 [2-4]

Donde n  es:

- n  = w - u [2-5]
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Griffith utilizó el análisis de tensiones obtenido por Inglis [3] en la determinación 
de la expresión de n, siendo:

n  = n 0
7TCT2a2B [2-6]

La expresión del trabajo requerido para crear las nuevas superficies de fisura S 
es:

S = 4aBys [2-7]

De las ecuaciones 2-6 y 2-7, reemplazando en la ecuación 2-4 se determina 
que la tensión necesaria para producir crecimiento de la fisura es:

CTf =
2Ey<

1\ —

7ta
[2-8]

Observando esta ecuación se analiza que a medida que aumenta el largo de 
fisura (a), la tensión de fractura se ve afectada por este valor tendiendo a valores 
menores.

El modelo propuesto por Griffith tiene buena correlación con materiales cercanos 
a los idealmente frágiles como son los vidrios, no así con materiales que poseen 
cierto grado de plasticidad. Una modificación que se realizó a este modelo fue 
hecha por Irwin [5], extendiendo esta teoría a metales que tienen cierto grado de 
plasticidad. La modificación consistió en agregar al termino de energía 
superficial un termino que contempla la energía disipada por deformación 
plástica (y p), de esta manera la tensión de fractura es:

CTf =
E ( 2 Y s  + Y p )

1_
2

[2-9]
7ta

En general en los metales se ve que el termino de energía por plasticidad es 
mucho mayor que el termino de energía superficial, llegando a ser en algunos 
casos despreciable frente al primero.

Irwin por otro lado encaró el modelo de Griffith, expresándolo en una forma más 
conveniente para resolver problemas ingenieriles. El definió un factor 
denominado velocidad de relajación de energía (G), el cual es una medida de la 
energía disponible para un incremento de la longitud de fisura, denominada 
también fuerza impulsora de la fisura.
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Para el caso particular de placa plana infinita de espesor finito unitario, con una 
fisura pasante de largo 2a, sometida a un tensión nominal <r, es.

[2-11]

2.2 Tenacidad a la Fractura, Curva R. Criterio de Inestabilidad

Para una fisura aguda en una placa infinita sometida a una tensión nominal c, se 
vio que la condición de propagación de dicha fisura estaba dada por la ecuación 
2-9, si se la expresa en términos de G, se obtiene la fuerza impulsora crítica en 
la punta de la fisura.

Este parámetro Gc es de fundamental importancia puesto que es una propiedad 
del material. Cuanto más alto sea este valor, mayor será la resistencia del 
material a la fractura.

El parámetro Gc puede variar con el crecimiento de la fisura, denominándose a 
esta curva de variación, curva R; así también la fuerza impulsora G puede variar 
en función de lo mismo, denominándose a esta curva de variación, curva G. La 
propagación de una fisura se puede dar de manera estable ó inestable, 
dependiendo de la forma de variación de Gc y G con el incremento de la fisura.

Una fisura se propagara en forma estable, si se cumple lo siguiente:

G = R [2-13]

y
dG dR [2-14]
da da

De lo contrario propagara en forma inestable si:

dG dR [2-15]
da > da

Se puede considerar dos casos de materiales: materiales idealmente frágiles y 
materiales con cierta plasticidad.



En el primer caso como se observa en la fig. 2-2a, la resistencia a propagación 
de fisuras del material (Gc) no varía con el crecimiento de la fisura, de esta 
manera si se aplicara una tensión «n, no se produce crecimiento de la fisura. Si 
se aumenta la tensión hasta llegar a un valor a2, la fisura sufrirá un crecimiento 
inestable en forma abrupta.

En el segundo caso, se observa en la fig. 2-2b que la resistencia a propagación 
de fisuras del material (Gc) varía con el crecimiento de la fisura, esto es debido a 
que la energía consumida por deformación plástica se incrementa con el 
incremento de la fisura. Si se aplicara una tensión cr 1, no se produce crecimiento 
de la fisura, si se aumenta la tensión pasando por <t2, <t3 hasta llegar antes de 
(74, se observa un crecimiento estable de la fisura. Cuando se llega a la tensión 
<74 , en la cual las dos curvas tanto la de resistencia (R) como la de fuerza 
impulsora (G) son tangentes, se produce el comienzo del crecimiento inestable 
de la fisura.

Figura 2-2: Esquemas de fuerza impulsora y curva de resistencia del material 
a) curva de resistencia plana y b) curva de resistencia creciente

2.3 Análisis de Tensiones en las Proximidades de la Fisura. Factor de 
Intensidad de Tensiones

Si se considera un sistema de coordenadas polares con el origen en la punta de 
la fisura, el campo de tensiones existente en las proximidades de la fisura en un 
cuerpo lineal elástico sometido a fuerzas exteriores, está dada por la siguiente 
expresión:

Q.

a) b)

[2-16]
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Donde: a. es el tensor de tensiones, r y e son las coordenadas polares

mostradas en la fig. 2-3, K es una constante denominada factor de intensidad de 
tensiones y fy es una función adimensional de 0. Los otros términos son de orden 
superior, siendo dependientes de la geometría y las coordenadas del punto 
analizado.

Figura 2-3: Sistema de coordenadas y componentes de tensión delante de la
punta de la fisura

Existen tres tipos de carga que pueden actuar en una fisura, éstos se presentan 
en la fig. 2-4 y son: modo I, donde la carga es aplicada en forma normal al plano 
de la fisura; modo II, donde la carga aplicada tiende a deslizar una cara de la 
fisura sobre la otra, sin salir de su plano; modo III, donde la carga aplicada 
tiende a deslizar una cara de la fisura sobre la otra, saliendo de su plano.

Figura 2-4: Los tres modos básicos de carga aplicados a una fisura
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De la ec. 2-16, se ve que a medida que r-> O, el primer término de la tensión 
toma valores cada vez más grandes, variando según la forma i/Vr, mientras que 
los términos de orden superior tienden a un valor finito ó a cero. Por esta razón 
en la zona próxima a la punta de la fisura pueden despreciarse los términos de 
orden superior en el análisis de tensiones y deformaciones. De esta manera el 
campo de tensiones en las proximidades de la punta de la fisura es:

lim =
r-*0  J

K,
# (8 ) [2-17]

lim < #
K, ff(e)

lim a!'"» = .------.¡¡
r-»0  ̂ V2.7i.r •*

[2-18]

[2-19]

Los términos de orden superior deben adicionarse cuando se analizan zonas que 
no están próximas a la punta de la fisura (fig. 2-5).

Figura 2-5: Variación de la tensión normal al plano de la fisura con r

En el presente trabajo nos referiremos al modo I de carga, salvo expresa 
mención de los otros modos de carga.

La forma general del parámetro K (factor de intensidad de tensiones) depende 
de la carga aplicada y de la geometría, siendo la siguiente:

K = f(g).<wVa P-2°l
Siendo: f(g) un factor que depende del espécimen y de la geometría de la fisura, 
(a ) la longitud de fisura y anom la tensión nominal aplicada.
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Las componentes de tensión para modo I de carga, son las siguientes:

Ki
CTXX _ V2.7t.r

K|
ayy=^

eos

eos

( e )
1 -sen

V f30lseno\2J v2> \2 y

f 0l 1 + sení el f 30l— sen
\2 \2; \2  ;

= 0 (Tensión plana) 

cjzz = M-faxx+CTyy) (Deformación plana)

K|
Xxy“ V 2 ^

eosÍ 0 1
f 3 0 l----- seri —sen\2) \2 ) < 2 >

[2-21]

[2-22]

[2-23]

[2-24]

Donde: |i es el módulo de Poisson, a,», cjyy y azz las tensiones normales y % xy la 
tensión de corte.

Para el caso de la fisura, carga y espécimen planteado inicialmente por Griffith, 
que se encontraba sometida a una tensión en modo I de carga, se obtiene que el 
estado de tensiones en una zona que está apartada de la punta de la fisura es el 
siguiente:

<7yy—CJnom, CTxx-  CJzz=0¡ T¡¡=0 [2-25]

El estado de tensiones en el plano de la fisura (0=0) en una zona próxima a la 
punta de la fisura es la siguiente:

K,
axx_<Tyy" V 2 ^

azz =0 (Tensión plana) 

a zz = ^(a xx +cryy) (Deformación plana)

El parámetro Ki en este caso es:

K| = anom''/^a

[2-26]

[2-27]

[2-28]

[2-29]
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De la ecuación 2-11 y 2-29 se pueden relacionar las expresiones de Ki y G 
(parámetro fractomecánico energético), siendo esta relación para estado plano 
de tensiones:

Existen manuales donde se presentan expresiones de K hallados para varios 
casos de configuraciones, estados de carga y geometrías de fisura [10-12].

2.4 Plasticidad en la Punta de la Fisura

El análisis de tensiones como se vio anteriormente, predice un valor de tensión 
infinito a medida que nos acercamos a la punta de la fisura. En materiales reales 
tales como los metales que presentan cierta plasticidad, la tensión en la punta 
de la fisura no llega a valores grandes puesto que se produce una relajación de 
tensiones debido a la plasticidad de estos materiales, produciéndose una zona 
plástica delante de la punta de la fisura.

Esta relajación de tensiones delante de la punta de la fisura produce un cambio 
en la distribución de tensiones en esta zona, por esta razón el parámetro Ki de 
(LEFM) se encuentra afectado por un factor que tiene en cuenta la plasticidad. 
Existen correcciones por plasticidad tales como la corrección de Irwin [6] y el 
modelo de Dugdale [7], que se aplican cuando se produce poca fluencia en la 
punta de la fisura.

2.4.1 Corrección de Irwin

La tensión normal ayy en la cercanías de la punta de la fisura y en el plano de la 
fisura (6=0), para materiales isótropos lineal elásticos, está dada por la ecuación 
2-26. En una aproximación de primer orden, se puede plantear que la fluencia 
ocurre cuando las tensiones satisfacen cierto criterio de fluencia.

El criterio de fluencia que se asume es el de Von Mises. Para un estado plano 
de tensiones, este criterio dice que la fluencia ocurrirá cuando la tensión ayy = 
G y s, siendo a ys la tensión de fluencia uniaxial del material. Reemplazando en la 
ecuación 2-26 a por ays y despejando r, se obtiene:

[2-30]

Para estado plano de deformaciones la relación viene dada por:

[2-31]
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Si se ignora el efecto de endurecimiento por deformación plástica. La 
distribución de tensiones en las proximidades de la punta de la fisura y el 
tamaño de la zona plástica, se presentan en la fig. 2-6.

i
V̂V i. 0 =  0

Elastic

Figura 2-6: Aproximaciones de primer y segundo orden del tamaño de zona
plástica

Para un estado plano de deformaciones, el criterio de Von Mises dice que la 
fluencia ocurrirá cuando la tensión efectiva es igual a la tensión de fluencia 
uniaxial.

Reemplazando las ecuaciones 2-26 y 2-27 en la ecuación 2-33 y despejando r, 
se obtiene:

Comparando las ecuaciones 2-32 y 2-34, se ve que la zona plástica en estado 
de deformación plana {plañe strain) es 1/3 de la zona plástica en estado de 
tensión plana {plañe stress).

El análisis realizado hasta el momento no es estrictamente correcto, puesto que 
cuando la fluencia ocurre las tensiones deberán redistribuirse para satisfacer el 
equilibrio. El tamaño de la zona plástica deberá incrementar para acomodar 
estas fuerzas que no están en equilibrio (zona rayada en la fig. 2-6). Un simple

2 2 [2-33]

y 6. 71 l̂ CTys
[2-34]



balance de fuerzas nos conduce a una aproximación de segundo orden del 
tamaño de la zona plástica.

[2-35]

Despejando de esta ecuación rp , se obtiene para estado de tensión plana.

Y para estado de deformación plana:

Observando las ecuaciones 2-36 y 2-37, y comparándolas con las 2-32 y 2-34, 
se ve que los rp son el doble que los ry . Por esta razón la nueva distribución de 
tensiones puede pensarse como un aumento en el valor del factor de intensidad 
de tensiones, debido a un aumento imaginario en la longitud real de la fisura.

Con este valor de aef se puede hallar el valor del factor de intensidad de 
tensiones efectivo Ki ef , luego entrar nuevamente a calcular el ry y aef. De esta 
manera el proceso se vuelve iterativo hasta llegar a converger en un cierto valor.

El análisis de como es el tamaño y forma de la zona plástica fuera del plano de 
fisura (0 *  0), se realiza considerando la ecuación de Von Mises y las 
ecuaciones de las tensiones en las proximidades de la zona plástica, ya sea 
para condiciones de estado plano de tensiones ó estado plano de 
deformaciones. Hallando las tensiones principales a partir de las ecuaciones 
2-21 a 2-24 y reemplazándolas en la ecuación de Von Mises 2-33, se obtiene:

Para estado de tensión plana.

a ef -  a + ry [2-38]

Kef -  f(a ef )CTnom [2-39]

3 o 1 + cos(0) + — sen^©) [2-40]
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Y para estado de deformación plana.

1
rv(0) = 4.71

?í K, l
Vaysy

O

(1 -  2p.)2 (1 + cos(9)) + -  sen 2 (0) [2-41]

La forma de las zonas de deformación plástica para estado plano de tensiones y 
estado plano de deformaciones se presentan en la fig. 2-7.

Figura 2-7: forma de las zonas de deformación plástica para modo I de carga

2.4.2 Modelo de Dugdale

Este modelo fue propuesto por D. S. Dugdale [7], él asumió una longitud de zona 
plástica delgada en la punta de la fisura, para un material no endurecible en 
estado de tensión plana. El análisis que él realizó fue en una chapa infinita que 
presenta una fisura pasante de largo 2a, sometida a una tensión nominal (an0m)- 
El modelo consistió en asumir una fisura de longitud 2a + 2p, siendo p la longitud 
de la zona plástica, donde se aplica una tensión uniforme ays que tiende a cerrar 
la boca de la fisura (fig. 2-8).

Figura 2-8: Forma de la fisura de Dugdale
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El modelo aproxima un comportamiento elasto-plástico superponiendo 2 
soluciones elásticas: una que considera a la fisura sometida a una carga remota 
c*nom y la otra que considera una tensión aplicada uniforme (ays) en la zona 
plástica, que tiende a cerrar la boca de la fisura. Luego se aplica el principio de 
superposición en la determinación del Ki del sistema. La longitud de la zona 
plástica (p) se obtiene de forma tal de no tener singularidad en la punta de la 
fisura, esto es equivalente a decir que el Ki del sistema es igual a cero.

El factor de intensidad de tensiones para la configuración de tensión aplicada 
uniforme (ays) sobre la longitud de la zona plástica, que tiende a cerrar la boca 
de la fisura (fig. 2-8), está dado por:

v a  +  pJ
[2-42]

El factor de intensidad de tensiones para la configuración de tensión nominal 
aplicada a la fisura es:

Kct -  GnomV7t(a + P)

Sumando las ecuaciones 2-42 y 2-43, e igualándolas a cero, resulta:

[2-43]

í  '  
3 = ccr1 7r(7nom

a + p 2 G,
[2-44]

ys

Si se extiende el segundo término de esta ecuación en serie de Taylor, da:

a  1= 1+^rra + p
7ICT,nom

2!v 2cjyS j
+ 4!

^nom 
V 2ays j

1
+ 6 !

f  A6
7tanom

V 2 t fy s  j
[2-45]

Ignorando los términos con exponente superior a 2 de la ecuación anterior para 
a «  Gys y despejando el tamaño de la zona plástica (p), resulta:

p =
noma n

ys 8
K

vCTys;
[2-46]

La determinación del K!ef con este modelo, está dado por la siguiente expresión.
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na. sec [2-47]

El valor del Kief obtenido según esta expresión es sobrestimado. Burdekin y 
Stone [13] obtuvieron una estimación más realista del K(ef , siendo:

2.5 Estado Plano de Tensión y Estado Plano de Deformación

La mayor parte de soluciones de mecánica de fractura son dadas para casos 
bidimensionales debido a su menor complejidad, estos casos se dan cuando 
alguna componente de tensión o de deformación es nula {plañe strain ó plañe 
stress). En general las condiciones reales existentes del campo de tensiones y 
campo de deformaciones delante de la punta de la fisura, son tridimensionales, 
sin embargo existen situaciones en las que asumiendo cierto criterio se pueden 
reducir a casos bidimensionales con buena aproximación.

Si se considera una fisura en una placa de espesor finito B, sometida a un 
estado de carga en su plano (fig. 2-9), las tensiones en las cercanías de la punta 
de la fisura toman valores grandes. Si la placa no presentara dicha fisura, estará 
en un estado plano de tensiones, de manera similar al estado de tensiones 
presente en una probeta traccionada uniaxialmente. Por esta razón cuando se 
encuentra presente una fisura en la placa, las tensiones en regiones alejadas de 
la punta de la fisura estarán en estado plano de tensiones.

Debido a las grandes tensiones presentes en la punta de la fisura, el material de 
dicha zona intenta contraerse en la dirección X y Z, pero no lo hace puesto que 
se encuentra restringido por el material que lo rodea. Esta restricción (constraint) 
hace que aparezca un estado de tensiones triaxiales y condiciones de campo de 
deformación plana {plañe strain). Las condiciones de estado de deformación 
plana son mayores a medida que la relación r/B es menor (r, distancia 
perpendicular a la punta de la fisura en el plano de la fisura; B, espesor de la 
placa).

[2-48]
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Figura 2-9: Deformaciones y tensiones tridimensionales en la punta de la fisura

La placa en su superficie por condiciones de borde, debe estar sometida a una 
tensión normal nula (cizz = 0), esto significa que siempre presentara un estado de 
tensión plana {plañe stress) en el borde, aún si en el interior de ella existe un 
estado de deformación plana {plañe strain) (fig. 2-10).

Figura 2-10: Esquema de la variación de tensiones y deformaciones 
transversales, a lo largo del espesor (B)
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Como se observa en la figura 2-10, la condición de máxima deformación (s^) se 
alcanza en la superficie.

El estado de tensiones en la zona plástica depende de la relación del tamaño del 
radio plástico respecto del espesor (ry/B). Condiciones de estado plano de 
deformaciones existen si la relación ry/B es pequeña, por el contrario existen 
condiciones de estado plano de tensiones si dicha relación es grande.

El tamaño y forma de la zona plástica, está relacionado con el factor de 
intensidad de tensiones aplicado (Ki). Se observa en el centro de la placa (z/B = 
0), que para valores pequeños de Ki, la forma de la zona plástica 
correspondiente es la de estado plano de deformaciones. A medida que se 
aumenta el valor de Ki, la forma de la zona plástica va cambiando, 
aproximándose a la forma que corresponde a estado plano de tensiones 
(fig. 2-11) [14].

x /B

Figura 2-11: Efecto del Ki en la forma y tamaño de la zona plástica

Realizando un análisis de tensiones para los casos de estado plano de 
tensiones y estado plano deformaciones, se obtiene que la máxima tensión de 
corte para el primer caso es mayor que la correspondiente al segundo caso. Por 
esta razón en condiciones de estado plano de deformaciones, se encuentra 
favorecido un proceso de falla por fractura y no por deformación plástica.
Los plano de máxima tensión de corte, para estado plano de tensiones, se 
encuentran a 45° del plano de la fisura y del borde de la punta de la fisura 
(eje z), mientras que para estado plano de deformaciones, se encuentran a 45°

26



del plano de la fisura y se intersecan a lo largo del borde de la punta de la fisura 
(eje z) (fig. 2-12).

Figura 2-12: Planos de máxima deformación por corte en la probeta, a) estado 
plano de tensiones, b) estado plano de deformaciones

El valor de la resistencia a fractura (K|C ó G|C) como se vio hasta el momento, se 
tomó como una propiedad del material independiente de la geometría de la 
probeta. De observaciones experimentales se plantea que esto no es valido, 
debido a que dicho valor varía en función del espesor de la probeta (fig. 2-13). 
Sin embargo a partir de un determinado espesor se observa que dicho valor 
permanece casi constante, correspondiendo esta situación a un estado plano de 
deformaciones. Este valor de la resistencia a fractura es el que se asume 
normalmente como el Kic ó Gic del material. Para asegurar que se está en estado 
plano de deformaciones, el tamaño de la zona plástica debe ser pequeño en 
comparación al espesor de la probeta (ry«  B).

Figura 2-13: Variación de Kic en función del espesor de la probeta
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Las dimensiones mínimas requeridas en la probeta de ensayo, necesarias para 
obtener estado plano de deformaciones y por consiguiente la resistencia a 
fractura del material (K|C ó G|C), están indicadas y normalizadas por algunas 
normas como la ASTM (American Society for Testing and Materials) [48]. Esta 
última limita las dimensiones principales de la probeta en los siguientes valores:

/  \ 2 /  \ 2 c \
K,C ; B > 2,5 K|C ; W  > 5 K|C

l CTys j l ays l a ysy

Siendo: (a) la longitud de la fisura, B el espesor de la probeta, W el ancho de la 
probeta, K|C la resistencia a fractura y ays la tensión de fluencia.
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3 Mecánica de Fractura Elasto-Plástica

La mecánica de fractura lineal elástica (LEFM), tal como se planteó en el 
capítulo anterior, es valida bajo ciertas hipótesis tales como: el tamaño de la 
zona plástica debe ser pequeño comparado con las demás dimensiones y el 
comportamiento del material debe ser lineal elástico. Estas condiciones no se 
satisfacen en materiales que poseen grandes tenacidades a fractura ó bajas 
resistencias a tracción, más aún cuando están sometidas a altas tensiones, 
puesto que el tamaño de la zona plástica toma valores grandes y no se cumplen 
las condiciones de validez de la LEFM.

Como se planteó en LEFM, el campo de tensiones y deformaciones en las 
cercanías de la punta de la fisura, está caracterizado por el parámetro 
fractomecánico denominado factor de intensidad de tensiones (Ki), que gobierna 
la llamada región dominada por K . Cuando la zona plástica toma valores 
grandes la región dominada por K tiende a desaparecer, por esta razón el 
campo de tensiones y deformaciones ya no está caracterizada por Ki. Otro 
problema que se presenta, es en los componentes estructurales, puesto que 
existen algunos sectores que tienen espesores pequeños y los ensayos para 
determinar la tenacidad a fractura (Kic) son invalidados por la formación de 
grandes zonas de deformación plástica. Estas fueron las razones de la 
necesidad del planteo de nuevos parámetros fractomecánicos que caractericen 
las condiciones reales existentes en las cercanías de la punta de la fisura.

Los parámetros más importantes en la extensión de mecánica de fractura lineal 
elástica (LEFM) a mecánica de fractura elasto-plástica, son:

• Integral J.- Que relaciona la energía entregada a la punta de la fisura, con la 
fuerza impulsora en la fisura.

• CTOD (Crack Tip Opening Displacement) Desplazamiento de la apertura de la 
punta de la fisura.

• CTOA (Crack Tip Opening Angle) Ángulo de apertura de la punta de la fisura.

3.1 Integral J

La integral J es uno de los parámetros que dio un gran aporte a la mecánica de 
fractura, al extender la teoría de Griffith a materiales que presentan un 
comportamiento no lineal, en los cuales la deformación plástica en los 
alrededores de la punta de la fisura es apreciable e invalida las hipótesis de la 
mecánica de fractura lineal elástica (LEFM). John R. Rice [8], fue quién 
determinó esta integral, denominándola Integral J, siendo una integral de línea 
alrededor de la punta de la fisura que es independiente del camino.
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La integral J, se reduce al parámetro fractomecánico G, cuando la deformación 
plástica en la punta de la fisura es pequeña. De esta forma la integral J abarca 
las situaciones de la mecánica de fractura lineal elástica.

El comportamiento uniaxial de tensiones y deformaciones para materiales 
elasto-plásticos y elásticos no lineales, se observó que es idéntica en el proceso 
de carga (fig. 3-1), pero la respuesta difiere cuando se produce la descarga. En 
el caso del material elasto-plástico, éste sigue un camino de descarga lineal con 
una pendiente igual al módulo de elasticidad, mientras que para el material 
elástico no lineal, el camino de descarga es el mismo que el de carga. En el 
primer caso no existe un relación única entre tensiones y deformaciones, cuando 
se produce la descarga, además existe i reversibilidad energética.

Figura 3-1: Esquema del comportamiento tensión-deformación para materiales
elasto-plásticos y elásticos no lineales

En la determinación de la integral J, para materiales elasto-plásticos, se exige 
como hipótesis que la carga sea monótonamente creciente y que el cuerpo no 
sea descargado.

Rice presentó a la integral J, como un parámetro energético, que caracteriza el 
crecimiento de la fisura. Este parámetro por otro lado caracteriza el estado de 
tensiones y deformaciones presentes en las cercanías de la punta de la fisura 
[15], [16].

La expresión de la integral J a lo largo de un contorno r  (fig. 3-2), alrededor de 
la punta de la fisura, para un cuerpo bidimensional, es:
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[3-1]

Siendo: w la densidad de energía de deformación, T¡ las componentes del vector 
de tensiones normal al contorno, u¡ las componentes del vector de 
desplazamientos y ds un incremento de longitud del contorno.

La densidad de energía de deformación (w) y la expresión de T¡, vienen dadas 
por:

Donde: ay es el tensor de tensiones, ey el tensor de deformaciones y nj el versor 
unitario normal al contorno r.

Figura 3-2: Contorno arbitrario (r), alrededor de la punta de la fisura

El valor de la integral J, en un contorno cerrado dentro del material, es igual a 
cero. A partir de este resultado, se determinó que la integral J a lo largo de un 
contorno en la punta de la fisura, es independiente del camino de integración.

3.1.1 La Integral J como una Velocidad de Relajación de Energía no Lineal

En materiales elásticos no lineales bajo condiciones cuasiestáticas, la integral J 
es igual a la velocidad de relajación de energía no lineal, de manera similar 
como G es igual a la velocidad de relajación de energía para materiales 
elásticos lineales.

[3-2]
o

[3-3]
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La relación de J con la energía potencial viene dada por:

[3-4]

Donde: n  es la energía potencial y A es el área de la fisura.

La energía potencial está dada por:

n = U-F [3-5]

Siendo: U la energía de deformación almacenada en el cuerpo y F el trabajo de 
las fuerzas exteriores.

Si se considera una placa de espesor unitario A = a.1 (fig. 3-3). La energía 
potencial para el caso de control por carga es:

Donde U* es la energía de deformación complementaria, definida como:

En la figura 3-3, se presentan los diagramas de carga y su variación con el 
crecimiento de la fisura para los casos de control por carga y control por 
desplazamiento. La diferencia entre dU* y -dU, es 1/2(dPdA), la cual es 
despreciable comparada con dU. Por consiguiente el J para el caso de control 
por carga y control por desplazamiento es el mismo.

n = U-PA = -U [3-6]

[3-7]
o

Si la placa es controlada por carga, J está dada por:

[3-8]

En el caso de control por desplazamiento, F = 0, y J es:

vdaj [3-9]
A
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Figura 3-3: Diagramas de carga para los casos de control por carga y
control por desplazamiento

La integral J es una versión más general de la velocidad de relajación de 
energía. Para el caso de materiales lineal elásticos el J = G, siendo su 
expresión:

J = ■ [3-10]

Especial cuidado se debe tomar al hablar de J como velocidad de relajación de 
energía no lineal, puesto que la velocidad de relajación de energía es definida 
como la energía potencial que es relajada por la estructura, cuando se produce 
un crecimiento de la fisura en materiales elásticos. En materiales elasto- 
plásticos, la energía absorbida no es recuperada totalmente, puesto que se 
forma una estela de deformación plástica irreversible. Por esta razón la 
velocidad de relajación de energía tiene una interpretación algo diferente al caso 
lineal.

3.1.2 La Integral J como Parámetro de Intensidad de Tensiones

La integral J, fue presentada en forma independiente por Hutchinson [15], y Rice 
y Rosengren [16] como un parámetro que caracteriza el estado de tensiones y 
deformaciones en las cercanías de la punta de la fisura. Ellos asumieron en sus 
trabajos una relación del tipo Ramberg-Osgood entre tensiones y deformaciones 
plásticas. Considerando las deformaciones elásticas dicha relación está dada 
por:
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s0 a0 VCT0

Donde: a es la tensión, a0 la tensión de referencia (usualmente igual a la tensión 
de fluencia), s la deformación, s0 = a0 / E, a una constante adimensional, n el 
exponente de endurecimiento por deformación.

Estos investigadores presentaron, que para mantener la independencia de la 
integral J con el camino de integración, las tensiones y deformaciones en las 
proximidades de la punta de la fisura deben variar de la forma 1/r. En zonas muy 
próximas a la punta de la fisura, donde las deformaciones elásticas son 
pequeñas comparadas con las deformaciones plásticas, el comportamiento de 
las tensiones y deformaciones en función de la distancia a la punta de la fisura 
(r), se reduce a una ley exponencial. Siendo dichas expresiones las siguientes:

Donde: ki y k2 son constantes de proporcionalidad, r la distancia a la punta de la 
fisura, n el exponente de endurecimiento por deformación.

Las ecuaciones 3-12 y 3-13, para el caso de materiales lineal elásticos n = 1, se 
reducen a la forma conocida 1/Vr, consistentes con las predichas por la LEFM.

La distribución de tensiones y deformaciones, se obtienen aplicando las 
condiciones de contorno, dando:

Siendo: ln una constante de integración dependiente de n y del estado de 
tensiones, 5¡j y sy funciones adimensionales dependientes de n, 0 y del estado de 
tensiones.

[3-12]

[3-13]

/ \
EJ 'n+1̂ [3-14]

[3-15]
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Las ecuaciones anteriores debido a la existencia de una singularidad en r = 0, 
son denominadas singularidad HRR (Hutchinson, Rice, Rosengren).

La integral J define la amplitud de la singularidad HRR, de forma similar como el 
factor de intensidad de tensiones K define la amplitud de la singularidad lineal 
elástica. De esta manera J caracteriza completamente las condiciones 
existentes dentro de la zona plástica. Una estructura sometida a deformación en 
pequeña escala (small scale yielding), presenta dos zonas dominadas por 
singularidades: una es la región elástica, donde las tensiones y deformaciones
varían como 1/Vr y otra es la zona plástica, donde dichas solicitaciones varían

-1

como rn+1.

3.1.3 Cuerpos con Grandes Zonas de Deformación Plástica

La singularidad HRR presenta similares problemas a la singularidad lineal 
elástica, ambas predicen tensiones cj -» ao cuando r -» 0. Cuando existen 
grandes deformaciones plásticas en la punta de la fisura, éstas causan que 
pierda su agudeza y se redondee, reduciendo localmente la triaxialidad de 
tensiones. Esto es debido a que las tensiones en las proximidades de la punta 
de la fisura redondeada, por condición de borde deben aproximarse a cero.

El análisis de la singularidad HRR, no contempla el efecto del redondeo de la 
punta de la fisura, ni las grandes deformaciones plásticas presentes en las 
proximidades de la punta de la fisura. Este análisis está basado en la teoría de 
pequeñas deformaciones, siendo violada cuando las deformaciones son 
mayores que 0.1 (10%).

McMeeking y Parks [17], realizaron un estudio de elementos finitos incorporando 
la teoría de grandes deformaciones. Como resultado de este análisis se obtuvo 
una curva adimensionalizada de tensiones normales al plano de la fisura (ayy) en 
función de la distancia a la punta de la fisura (x) (ver fig. 3-4), se presenta 
también la curva correspondiente a la singularidad HRR.

La curva correspondiente a grandes deformaciones alcanza un máximo cuando
X(T0
—— = 1 , luego decrece a medida que x -> 0. La singularidad HRR es invalidada
dentro de esta región, donde las tensiones son influenciadas por las grandes 
deformaciones y el redondeo de la punta de la fisura.
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Figura 3-4: Resultados de elementos finitos aplicando la teoría de grandes 
deformaciones en la punta de la fisura, comparada con la singularidad HRR

3.1.4 Fisura Controlada por J

Este término se denomina, a la situación en donde el J caracteriza 
completamente a las condiciones en la punta de la fisura. En estos casos existe 
una sola relación entre el parámetro J y el CTOD.

En el caso de existir plasticidad en gran escala, grandes deformaciones, ó 
significante crecimiento de fisura, el análisis basado en la integral J no es el 
correcto y cuidadosa atención se debe tener en su aplicación, puesto que la 
tenacidad a fractura y la relación J - CTOD están influenciadas por el tamaño y 
geometría de la estructura ó de la probeta de ensayo.

Un cuerpo que presenta deformación en pequeña escala (small scale yielding), 
es caracterizado en la punta de la fisura por los parámetros K y J. En la figura 3- 
5, se presenta un gráfico de tensiones (log ayy) vs distancia a la punta de la 
fisura normalizada con una longitud característica L (r/L), que puede ser por 
ejemplo la longitud del ligamento remanente de un cuerpo. Se observa en este 
gráfico tres zonas; una zona donde las tensiones son proporcionales a 1/Vr, 
denominada región dominada porK, otra zona denominada región dominada por

-1
J, correspondiente a la zona plástica, donde las tensiones varían como rn+1, la 
tercera zona corresponde a una región muy pequeña comparada con las 
anteriores, denominada región de grandes deformaciones.
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Figura 3-5: Campo de tensiones para la condición de deformación en pequeña
escala (small scale yielding)

En un cuerpo que presenta condiciones elasto-plásticas, la zona dominada por K 
tiende a desaparecer a medida que incrementa el tamaño de la zona plástica 
relativa a L, pero la zona dominada por J permanece (fig. 3-6). Por esta razón 
las condiciones en la punta de la fisura son caracterizadas por el parámetro J.

Figura 3-6: Campo de tensiones para la condición elasto-plástica 
(deformación plástica intermedia)

Para el caso de un cuerpo que presenta deformaciones plásticas en gran escala, 
el tamaño de la zona de deformación es significante respecto a L (fig 3-7), 
desapareciendo la zona dominada por J. El parámetro J no caracteriza las 
condiciones en la punta de la fisura, debiendo recurrirse a la teoría de grandes 
deformaciones.

Elastic-plastic conditions
LOG Oyy

\
rj/L \

L O G r/L
LEGEND;

Large strain región 

J-dominated zone

\ K-dominated zone 

¡ No single parametcr charactcrization
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Figura 3-7: Campo de tensiones para la condición de grandes deformaciones

Es importante enfatizar que el dominio de J en la punta de la fisura, no requiere 
necesariamente la existencia de la singularidad HRR. Una expresión mas 
general, que caracteriza el dominio de J es:

Donde; rj es el radio de la zona dominada por J.

La singularidad HRR es una solución particular de la ecuación 3-16, para el caso 
de cuerpos con comportamiento del tipo Ramberg-Osgood. A medida que se 
considera la interacción de los bordes del cuerpo en la caracterización de las 
tensiones y deformaciones en la punta de la fisura, la ecuación 3-16 es 
invalidada y el dominio de J pierde validez.

3.2 Curva de Resistencia y Crecimiento de Fisuras

Muchos materiales que presentan valores altos de tenacidad, no fallan en forma 
catastrófica. Estos materiales presentan una curva de resistencia Jr creciente 
con el crecimiento de la fisura (Aa), presentando éstos una zona de crecimiento 
estable inicial y un posterior crecimiento inestable (fig. 3-8).

CTi¡ E'J
—  = Fü -ó-.G . (Para 0 < r < rj(0)) 
CTo v°o r J

[3-16]
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Crack
Blunting

CRACK EXTENSION

Figura 3-8: Curva de Resistencia para un material dúctil

En la fig. 3-8, se observa que la curva R es casi vertical en el inicio, existiendo 
un pequeño crecimiento aparente de la fisura, éste corresponde a la perdida de 
agudeza (redondeo) de la punta de la fisura. A medida que J incrementa se 
produce un crecimiento estable de la fisura, hasta llegar a un punto en el que el 
crecimiento inestable se manifiesta.

El inicio del crecimiento estable se produce cuando el J alcanza y supera un 
cierto valor denominado tenacidad a fractura (J|C). El punto preciso en el cual se 
produce el verdadero crecimiento de fisura es difícil de determinar, debido al 
redondeo de la punta de la fisura (blunting). Una definición que se toma es 
similar a la determinación del inicio de fluencia a02% (línea correspondiente al 
0.2% de deformación plástica). La obtención de la curva R, da una información 
completa del comportamiento a la fractura del material.

El valor de la tenacidad a fractura (J|C) y la curva R son propiedades del material 
bajo ciertas condiciones [50],[51].

La forma de la curva R se puede ajustar mediante una expresión de tres 
parámetros, que ajusta bien en muchos aceros y es la siguiente:

Jr = J,c +a(Aa)n [3-17]

Para determinar la condición de crecimiento estable y crecimiento inestable, se 
define un nuevo parámetro denominado módulo de desgarramiento T (tearing 
modulus) [18], que es la derivada de la curva J  ó J r respecto al largo de fisura, 
adimensionalizada con factores que dependen del material. Siendo su 
expresión:



E dUMódulo de desgarramiento resistente: TR = ------
o2 daays

[3-18]

E dJ
[3-19]

El criterio que se plantea, para el crecimiento estable es:

j  = j R [3-20]

Tapl < Tr [3-21]

El crecimiento inestable, se produce cuando el Tapi es igual ó supera al Tr [19] 
[20], correspondiendo al punto de tangencia de las curvas J y JR (fig. 3-9).

Figura 3-9: Diagrama de la curva J y curva R para los casos de control por
carga y control por desplazamiento

3.3 Apertura de la Punta de la Fisura. CTOD (Crack Tip Opening 
Displacement)

Este parámetro fractomecánico fue propuesto por Wells [21], quién cuando 
intentaba medir valores de K|C en varios aceros estructurales, se encontró con la 
sorpresa que eran muy difíciles de ser caracterizados por la LEFM. Los aceros 
estructurales analizados por Wells se caracterizaban por su alta tenacidad y 
baja ó mediana resistencia, obviamente deseables en diseño, pero no a los fines 
de los experimentos de K|C. Al examinar las probetas de los experimentos, Wells

[3-22]

CRACK SIZE
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observó que las superficies de la fisura, sufrían un apartamiento anterior a la 
fractura debido a la deformación plástica y un posterior redondeo de la punta 
aguda de la fisura (fig. 3-10). Dicho redondeo era mayor a medida que 
incrementaba la tenacidad del material. Estas observaciones condujeron a que 
Wells propusiera a este apartamiento de la punta de la fisura como una medida 
de la tenacidad a fractura, conocido como CTOD (crack tip opening 
displacement).

Figura 3-10: Desplazamiento y redondeo de la punta de la fisura original

Una relación entre el CTOD y el factor de intensidad de tensiones Ki, para la 
condición límite de pequeña deformación plástica en la punta de la fisura (small 
scale yielding), fue realizada por Wells. El consideró la longitud efectiva de fisura 
debido a la corrección por plasticidad obtenida por Irwin [6]. A partir de esto, la 
apertura de la punta de la fisura viene dada por el desplazamiento en y (2uy) de 
la superficie de fisura, correspondiente a la distancia (ry) detrás de la punta de la 
fisura efectiva (fig 3-11).

Figura 3-11: Estimación del CTOD a partir de la longitud efectiva de fisura (aef)
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El campo de desplazamientos dado por la mecánica de fractura lineal elástica 
para el caso de una fisura de largo aef , valuado en r = ry es:

[3-23]

Donde: k  = (3-n)/(1+|i) para estado plano de tensiones, v es el módulo de corte, 
Ix el módulo Poisson, ry la longitud del radio plástico y K, el factor de intensidad 
de tensiones.

El módulo de corte relacionado con los módulos de elasticidad y Poisson, está 
dado por:

Reemplazando en la ecuación 3-23 los valores de v y ry para estado plano de 
tensiones dados por las ecuaciones 3-24 y 2-32, y despejando el valor de uy 
tenemos:

Donde: 8 es la apertura de la punta de la fisura (CTOD), ays la tensión de 
fluencia y E el módulo de elasticidad longitudinal.

El valor de 5 se puede relacionar con el parámetro energético (G) mediante la 
ecuación 2-30, dando como resultado:

El modelo de Dugdale da un camino alternativo para determinar y analizar el 
valor de 8 (CTOD). Como se planteó en la sección 2.4.2, el modelo es aplicable 
a materiales no endurecibles que presentan un estado plano de tensiones. El 8 
puede ser definido como la apertura de la fisura correspondiente a la distancia 
de la zona plástica (figura 3-12). Según esta definición el valor de 8 en una placa 
infinita, sujeta a una tensión remota a n0m [13], viene dado por:

E
V =2(1 + h) [3-24]

[3-25]



Realizando una expansión en serie de la ecuación 3-27, tenemos:

8 =
8aySa 1

r  \ 
n  CTnom 2 1

/  N
n  a nom

4
K,2

1 
1 

+
0)

1

(  \ 
n  a nom

2

LU 2 ^  CTys , + 12 CTys , CTySE ¿  CTys y
[3-28]

En el caso de que la tensión nominal sea pequeña comparada con la tensión de 
fluencia ( a n0m «  ays), los términos de orden superior son ignorados y el valor de 
5 (CTOD) viene dado por:

5 = J ^ _  = —  [3-29]
CTySE CTyg

Esta expresión comparada con la expresión de la ecuación 3-26 difiere en el 
valor de la constante, para la condición de estado plano de tensiones.

Figura 3-12: Estimación del CTOD a partir del modelo de Dugdale

Una relación más general entre el CTOD , G y Ki , depende del estado de 
tensiones y del endurecimiento por deformación del material, siendo la siguiente:

K,2 G
5 = — = ------- [3-30]mcjysE mays

Donde: m es una constante adimensional, siendo aproximadamente 1 para 
estado plano de tensión y 2 para estado plano de deformación.

Existen varias definiciones alternativas del CTOD. Las dos más comunes son: el 
desplazamiento en (y) de las caras de la fisura, en la punta de la fisura original y 
la distancia entre las intersecciones de dos rectas a 90° con la fisura (fig. 3-13).
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Estas dos definiciones coinciden, si asumimos una forma de deformación 
semicircular de la punta de la fisura.

Figura 3-13: Definiciones alternativas del CTOD

3.4 Angulo de Apertura de la Punta de la Fisura. CTOA (Crack Tip 
Opening Angle)

Es el ángulo que forman las caras de la fisura, en una zona próxima a la punta. 
Un parámetro similar pero no igual, con el que no debe confundirse, es el ángulo 
de apertura de la fisura COA (Crack Opening Angle), siendo éste un ángulo 
promedio de la apertura de la fisura.

El parámetro CTOA, si bien es de difícil determinación experimental, tiene 
ciertas ventajas como el de caracterizar muy bien el crecimiento estable de la 
fisura [22], [23], Si la fisura es dominada por J, el parámetro CTOA también 
domina esta zona. El parámetro (CTOA)R tiene como ventaja respecto a JR, que 
en el crecimiento estable este parámetro permanece constante, no así Jr que 
incrementa con Aa (fig. 3-14).
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Figura 3-14: Variación de JR y (CTOA)R con el crecimiento de fisura
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4 Comportamiento del Material

El análisis inicial que se realiza a la superficie de fractura de un cuerpo, es un 
análisis del tipo visual, para ello existen diversas técnicas [24]. Mediante este 
análisis, se trata de determinar el punto de inicio de la falla, y la forma y 
apariencia de la superficie de fractura. Del análisis visual también se puede 
determinar si un material es más tenaz que otro, si presenta mayor superficie de 
fractura del tipo oblicua en comparación con la superficie de fractura del tipo 
plana (fig. 4-1).

F rág il T e n a z

Figura 4-1: Apariencia de las superficies de fractura para varios materiales

La técnica de microscopía óptica es empleada en la determinación de la forma 
del camino de propagación de la fisura. Esta técnica determina si el cuerpo falló 
de forma transcristalina ó intercristalina y si existen ramificaciones laterales de la 
fisura.

La aplicación de las técnicas de microscopía electrónica de barrido (SEM) y 
microscopía electrónica de transmisión (TEM), significó una gran ayuda en la 
interpretación y determinación de los mecanismos actuantes en el proceso de 
fractura, debido a las altas profundidades de foco y resoluciones que tienen 
estas técnicas. Varias teorías fueron desarrolladas respecto a estos mecanismos 
[25-28],

Algunos de los mecanismos de fractura más comunes presentes en metales y 
aleaciones, que se estudian en el presente capítulo, son (fig. 4-2):

• Fractura Dúctil.- Ocurre como resultado de la nucleación, crecimiento y 
coalescencia de microcavidades (microvoids).

• Fractura por Clivaje - Se produce por separación de planos cristalográficos 
específicos.

• Fractura Intergranular.- Ocurre cuando los caminos preferenciales de fractura 
son los bordes de grano.

Cabe mencionar que existen otros tales como: fatiga, creep, etc., que no se 
trataran en este capítulo.
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Fractura dúctil Fractura por clivaje

Fractura Intergranular

Figura 4-2: Algunos tipos de mecanismos de fractura comunes en metales y
aleaciones

4.1 Fractura Dúctil

Este tipo de fractura se presenta en la mayoría de metales dúctiles, siendo típica 
en aceros ferríticos a altas temperaturas (upper shelf). La presencia de fractura 
dúctil está asociada a un crecimiento estable de la fisura, causado por una unión 
de microcavidades formadas en el material.

Las etapas que se presentan comúnmente en la fractura dúctil (fig. 4-3), son:

• Nucleación de microcavidades.- Se produce por formación de una superficie 
libre en inclusiones, partículas de segunda fase ó defectos existentes en la 
matriz metálica.

• Crecimiento de microcavidades.- Ocurre por intermedio de deformación 
plástica y tensiones hidrostáticas.

• Coalescencia de microcavidades.- Producida por la unión de microcavidades 
vecinas.
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(a) Partículas iniciales en la matriz dúctil
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(b) Nucleación de microcavidades

(e) Crecimiento de microcavidades (d) Deformación localizada entre microcavidades

(e) Estricción del ligamento entre microcavidades (f) Coalescencia de microcavidades

Figura 4-3: Nucleación, crecimiento y coalescencia de microcavidades en
metales dúctiles

En materiales donde las partículas de segunda fase y las inclusiones están bien 
adheridas a la matriz metálica, la nucleación de microcavidades es normalmente 
el factor crítico, produciéndose la fractura luego de la formación de las 
microcavidades. Por el contrario, cuando la nucleación de microcavidades se 
produce con gran facilidad, las propiedades de fractura son controladas por el 
crecimiento y la coalescencia de microcavidades.
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4.1.1 Nucleación de Microcavidades

La formación de microcavidades alrededor de partículas de segunda fase ó 
inclusiones, se produce cuando la tensión aplicada en la superficie de la 
interface entre partícula y matriz, alcanza una valor capaz de romper dicha 
unión. Otra manera de producir nucleación de microcavidades es a partir de la 
rotura de partículas ó inclusiones existentes en la matriz.

Varios modelos basados en la teoría del continuo, fueron propuestos en la 
estimación de la tensión necesaria para la nucleación de microcavidades [29], 
[30]. Por otro lado, se plantearon modelos que tienen en cuenta la interacción 
entre dislocaciones y partículas [31], [32].

El modelo más ampliamente usado para la nucleación de microcavidades, es el 
propuesto por Argón [29]. Este modelo fue planteado para partículas de formas 
cilindricas, siendo la tensión interfacial actuante (a¡) igual a la suma de: la 
tensión promedio de la traza del tensor de tensiones (tensión hidrostática) y la 
tensión efectiva (Von Mises). La nucleación de microcavidades se produce 
cuando esta tensión interfacial alcanza un valor crítico (ac), siendo su expresión 
referida a las tensiones principales, la siguiente:

De acuerdo a este modelo, la nucleación de microcavidades ocurre con mayor 
facilidad, cuando el campo de tensiones es triaxial, siendo equivalente a una 
mayor tensión hidrostática, resultando consistente con observaciones 
experimentales.

4.1.2 Crecimiento de Microcavidades

Una vez formadas las microcavidades, la deformación plástica y la tensión 
hidrostática aplicada causan el crecimiento de las microcavidades. Si la fracción 
inicial en volumen de éstas es baja (< 10%), no se tiene en cuenta la interacción 
entre ellas, asumiéndose que cada microcavidad crece de manera 
independiente.

q  -  <*e + am -  CTc [4-1]

[4-2]

(J1 + 02 + 03 [4-3]
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Existen varios modelos propuestos para crecimiento de microcavidades. Los 
más difundidos son dos: El modelo de Rice y Tracey [33] y el modelo de Gurson 
[34],

Rice y Tracey consideraron una cavidad inicial de forma esférica dentro de un 
cuerpo infinito (fig. 4-4), sometido a un estado de tensiones principales (ai,a2,a3) 
y velocidades de deformación (é1,s2 ,s3). Ellos asumieron que la forma que toma 
la cavidad durante el crecimiento es elíptica.

Figura 4-4: Cavidad esférica dentro de un sólido infinito, sujeto a un estado
triaxial de tensiones

La velocidad de variación del radio de la cavidad en cada dirección principal 
según el modelo de Rice y Tracey es:

R¡ = [(1 + G)s¡ +  D s]R 0 [4 -4 ]

-  ¡2¡~2 ¡  2\ 
e = ]¡3 ^ 1‘ 8 2 8 3 )

Siendo: D y G constantes que dependen del estado de tensiones y del 
endurecimiento por deformación, Ro el radio inicial de la cavidad, si ,S2 y S3 las 
deformaciones principales.
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4.1.3 Coalescencia de Microcavidades

A medida que crecen las cavidades, se produce una gran concentración de 
deformación plástica a lo largo de los planos que forman dichas cavidades, 
desarrollándose a posteriori una inestabilidad local de los ligamentos entre 
cavidades, para luego producirse la fractura. La orientación de los caminos de 
fractura depende del estado de tensiones.

El modelo de Rice y Tracey [33], anteriormente explicado, está basado en una 
simple cavidad, sin contemplar su interacción con las demás cavidades, por esta 
razón no se puede predecir las condiciones de falla. Por otra parte el modelo de 
Gurson [34], si bien contiene un criterio de falla, no asume una distribución 
discreta de cavidades, por esta causa no puede predecirse la inestabilidad del 
ligamento entre cavidades (necking).

Thomason [35], desarrolló un modelo capaz de determinar el punto de 
inestabilidad del ligamento entre cavidades. Según este modelo la falla ocurrirá 
cuando la tensión en el ligamento remanente entre cavidades, alcanza un valor
CrítiCO CTn(c).

La coalescencia entre cavidades de formas cilindricas, para el caso 
bidimensional, sometido a un estado uniaxial de cargas (fig. 4-5a), se produce 
cuando:

a i = ° n<c)l d 7 b ]  [4 ' 6 1

Donde: an(C) es la tensión crítica, d la longitud del ligamento entre cavidades, b la 
longitud de la cavidad en dirección perpendicular a la carga.

En el caso más general, para un estado multiaxial (fig. 4-5b), la expresión viene 
dada por:

G = Gn(c) vd0 j [4-7]

Donde: an(C) es la tensión crítica, g la tensión efectiva, d0 la longitud entre los 
centros de cavidades vecinas, dm la longitud del ligamento entre cavidades 
tomada en dirección de la línea que une sus centros.
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Oí á<Jn(c>— -̂-----» Coalescencia
a) d+b b)

Figura 4-5: Criterios de carga límite para producir coalescencia de
microcavidades

4.1.4 Crecimiento Dúctil de una Fisura

Si se considera un cuerpo que presenta una fisura inicial, sometido a un 
determinado estado de carga. Las tensiones y deformaciones locales en las 
cercanías de la punta de la fisura, hacen que se produzca la nucleación de 
microcavidades, facilitándose esta nucleación a medida que aumenta la 
triaxialidad de tensiones.

Debido a la ductilidad del material, a medida que aumenta el J aplicado, se 
produce el redondeo de la punta de la fisura (blunting) y el crecimiento de las 
microcavidades. Las microcavidades que están más próximas a la punta de la 
fisura, se encuentran sometidas a una mayor deformación y por ende sufren un 
crecimiento mayor, este crecimiento ocurre hasta producirse la unión de las 
microcavidades con la punta de la fisura, contribuyéndose de esta forma a un 
aumento de la longitud de fisura (crecimiento de la fisura) (fig. 4-6).

(a) Estado inicial (b) Crecimiento de microcavidades Coalescencia de microcavidades
cerca a la punta de la fisura con la Punta de la fisura

Figura 4-6: Etapas del crecimiento dúctil de una fisura inicial
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El crecimiento dúctil de fisura, es por lo general estable, debido al carácter 
creciente de la curva de resistencia.

Cuando el crecimiento se produce en una placa de espesor finito, la fisura 
exhibe un efecto túnel, debido a la mayor triaxialidad de tensiones en el centro 
de la placa (> crecimiento). La variación del estado de tensiones con el espesor, 
produce otro efecto conocido comunmente como labios de corte (shear lips)', 
donde el crecimiento en la cercanías de la superficie libre de la placa, se 
produce en un plano a 45° del plano de la fisura inicial (plano a 45° de la máxima 
tensión principal). La formación de estos labios de corte, se debe al efecto túnel 
que sufre el crecimiento de la fisura, conduciendo a una localización de bandas 
de deformación a 45°, a partir de las cuales se produce la nucleación de 
microcavidades secundarias en partículas pequeñas (fig. 4-7), de manera 
semejante a la fractura tipo copa-cono que sucede en las probetas de tracción, 
que es típica en materiales dúctiles.

Figura 4-7: Formación de labios de corte (shearlips) durante el crecimiento
dúctil de una fisura inicial

4.2 Fractura por Ciivaje

El proceso de ciivaje implica fractura transgranular en materiales policristalinos, 
a lo largo de determinados planos cristalográficos y está usualmente asociado 
con bajas energías de fractura. El ciivaje se caracteriza por ser frágil, pero 
puede ser precedido por deformación plástica y crecimiento dúctil de fisura. Los 
planos preferenciales de ciivaje son aquellos que tienen bajas densidades de 
empaquetamientos (planos compactos), por consiguiente pocas uniones 
atómicas deberán ser rotas en el proceso de fractura.
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El mecanismo de fractura por ciivaje se presenta normalmente a bajas 
temperaturas en materiales de estructura cúbica centrada en el cuerpo (BCC) y 
hexagonal compacta (HCP), debido a que éstos presentan pocos sistemas de 
deslizamiento, favoreciendo este proceso y no así el de deformación plástica. 
Los materiales de estructura cúbica centrada en las caras (FCC), usualmente no 
son susceptibles a ciivaje, por disponer de varios sistemas de deslizamiento en 
un amplio rango de temperaturas. Los aceros ferríticos (BCC) que son 
ampliamente utilizados en la industria, tienen un comportamiento de falla por 
ciivaje a bajas temperaturas, cambiando a una mecanismo de falla por fractura 
dúctil a altas temperaturas, caracterizándose este material por una temperatura 
de transición dúctil-frágil.

La propagación de fisura, a veces sufre un cambio de dirección cada vez que se 
atraviesa un borde de grano, esto es debido a la búsqueda de planos compactos 
de menor energía, que tienen una orientación aproximadamente perpendicular a 
la máxima tensión principal. La fractura al atravesar un borde de grano produce 
unas marcas superficiales conocidas como ríos (river patterns), producto del 
cambio de orientación de los planos de fractura (fig. 4-8), este nombre se le 
atribuye por el aspecto que tiene la fractura, al presentar múltiples líneas que 
convergen a una línea común.

Figura 4-8: Formación de ríos, como resultado de la propagación de fractura al
atravesar un borde de grano

Como el proceso de fractura por ciivaje está asociado a la ruptura de uniones 
atómicas, la tensión local necesaria para iniciar la fractura debe ser grande, no 
siendo suficiente el efecto de la amplificación de la tensión por la fisura inicial. 
Por esta razón se postula que la iniciación se produce en discontinuidades 
locales, tales como microfisuras existentes en partículas de segunda fase ó 
precipitados, puesto que localmente en ellas, se puede llegar a alcanzar altas 
tensiones capaces de producir el ciivaje [36], [37],
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Existen modelos que intentan relacionar la tensión crítica de fractura por ciivaje 
con la tenacidad a fractura [38],

4.3 Fractura Intergranular

Este tipo de fractura no es tan usual como la fractura dúctil y la fractura por 
ciivaje, presentándose en determinadas circunstancias en ciertos materiales. La 
fractura se caracteriza por propagarse en los bordes de grano del material.

Existen varios mecanismos de fractura intergranular, siendo algunos:

• Precipitación de una fase frágil en borde de grano.
• Fragilización por hidrogeno y fragilización por metal líquido.
• Fisuración asistida por el medio.
• Corrosión intergranular.
• Fisuración a altas temperaturas.

La precipitación de fases frágiles en bordes de grano, se puede producir por un 
inadecuado tratamiento, como suele suceder en el revenido de un acero 
templado, a temperaturas próximas a 350°C ó 550°C, producidas por la 
segregación de impurezas en los previos bordes de grano austeníticos.

La presencia de hidrogeno, puede afectar la tenacidad del material, 
aparentemente por la reducción de la resistencia cohesiva en los bordes de 
grano [39], Algunos metales con alta temperatura de fusión, en presencia de 
metales líquidos de bajas temperaturas de fusión, sufren fragilización, de 
manera semejante al caso de fragilización por hidrogeno.

Fisuración asistida por el medio, se presenta en determinados metales 
susceptibles a la aplicación de algunos medios externos. La fisuración se 
produce por fragilización del borde de grano y es dependiente del tiempo.

El mecanismo de corrosión intergranular, implica ataque preferencial de los 
bordes de grano, sin la existencia de un fenómeno de fragilización en borde de 
grano.

La fisuración a altas temperaturas, se debe a un debilitamiento de los bordes de 
grano, produciendo un deslizamiento entre ellos y la nucleación, crecimiento y 
coalescencia de cavidades en partículas de segunda fase próximas al borde de 
grano.
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5 Modelado de la Propagación Radial de Fisuras 
Semielípticas en Tubos

El objetivo de esta sección, es la determinación cuantitativa de las tensiones que 
dan inicio al crecimiento estable de la fisura y posterior propagación inestable, 
para una geometría y dimensiones dadas del defecto y de la probeta. Por otro 
lado para una dada tensión aplicada, se puede determinar el tamaño de defecto 
a partir del cual se produce crecimiento estable de la fisura y el tamaño de 
defecto crítico a partir del cual se produce crecimiento inestable de la fisura.

El análisis se realizó para modo I de carga, siendo necesario evaluar los valores 
de la fuerza impulsora en la punta de la fisura, denominado (Japi) y la resistencia 
a la fractura del material (Jr), para luego aplicar sobre éstos un criterio de 
fractura a fin de determinar el crecimiento estable y propagación inestable de 
fisura (fig. 5-1). La configuración estudiada es un tubo con un defecto superficial 
no pasante de forma semielíptica, siendo la carga actuante la presión interna 
(fig. 5-2).

Figura 5-1: Valores de entrada y resultados de salida del modelo.

Para el caso de fisuras semielípticas no pasantes en tubos, las tensiones se 
pueden relacionar con presiones internas, la geometría y dimensiones del tubo 
como del defecto influyen en la fuerza impulsora (Japi), y la curva de resistencia 
es una propiedad del material utilizado.
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• Cuerpo cargado en modo I
• Material homogéneo e isótropo.
• Aplicación de la teoría de mecánica de fractura elasto-plástica.
• Deformaciones pequeñas respecto a las dimensiones del defecto y la probeta.
• Deformaciones independientes del tiempo (time independent deformation)

5.1 Fuerza Impulsora en la Punta de la Fisura

La fuerza impulsora en la punta de la fisura (Japi), es la que impulsa el 
crecimiento de fisura, siendo ésta función de: a) la geometría y dimensiones del 
tubo y del defecto, b) las propiedades mecánicas del material y c) la tensión 
aplicada.

En la determinación de la fuerza impulsora se aplicó mecánica de fractura 
elasto-plástica y sus respectivas hipótesis. La ubicación de la fisura analizada es 
externa, paralela al eje axial y simétrica respecto al largo del tubo. La geometría 
de la misma es semielíptica no pasante en el espesor del tubo (a, profundidad 
de la fisura, y 2c, largo de la fisura), ver figura 5-2.

En la realización del modelo se tuvieron en cuenta las siguientes hipótesis:

Figura 5-2: Forma de la fisura en el tubo 

La fuerza impulsora se puede descomponer en dos contribuciones que son:

• Parte elástica de la fuerza impulsora corregida por plasticidad en pequeña 
escala, (Jee)

• Parte plástica de la fuerza impulsora, (Jpi)
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Por consiguiente la fuerza impulsora se obtiene de la siguiente expresión:

Ja p l =  Je e  + J p l [5-1]

Un esquema de la determinación de la fuerza impulsora se puede apreciar en la 
figura 5-3.

Figura 5-3: Valores de entrada y resultados de salida en la determinación de la
fuerza impulsora (Japi)

5.1.1 Parte Elástica de la Fuerza Impulsora

La parte elástica de la fuerza impulsora (Je), se obtiene a partir del factor de 
intensidad de tensiones (Ki) para fisura externa semielíptica en una placa plana 
finita sometida a una tensión constante (a), ver fig. 5-4. Esta expresión fue 
determinada por J. C. Newman y I. S. Raju [40-41] mediante el análisis por 
elementos finitos, considerando elementos tridimensionales elásticos, y fue 
comprobada experimental mente para varios materiales elásticos lineales.

f  f  t»\  
l - * - T

Figura 5-4: Fisura semielíptica externa en una placa plana finita sometida a una
tensión constante a
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La expresión del factor de intensidad de tensiones (Ki) tal como se presenta 
tiene sus ventajas y contempla los siguientes puntos:

• Fácil manejo computacional, debido a que se cuenta con una forma analítica 
de dicho factor.

• Efecto del largo de la fisura (2c).

El factor de intensidad de tensiones es corregido posteriormente por plasticidad 
en pequeña escala en la punta de la fisura (small scale yielding), dando lugar al 
factor de intensidad de tensiones efectivo (Ki[ae]). Este factor se puede evaluar 
en todo los puntos del frente de fisura, siendo función: del ángulo de ubicación 
del punto analizado en dicho frente (<(>), del largo de fisura (2c), de la profundidad 
de fisura (a), y de las dimensiones y propiedades mecánicas del tubo.

El análisis se realiza sobre el punto más profundo del frente de fisura (<j> = 90°), 
que corresponde al punto A en la figura 5-4.

La expresión de la parte elástica de la fuerza impulsora, corregida por 
plasticidad en pequeña escala en la punta de la fisura (Jee), es la siguiente:

Siendo: Ki[ae] el factor de intensidad de tensiones evaluado en ae (profundidad 
de fisura efectivo), (i el módulo de Poisson y E el módulo de elasticidad 
longitudinal.

Para obtener el valor de ae, se necesita antes obtener el valor del factor de 
intensidad de tensiones evaluado en a ( Ki[a]), que viene dado por la siguiente 
expresión:

E
[5-2]

[5-3]

La expresión de Q[a] fue desarrollada por Rawe [42] y es la siguiente:

faY-65 a
Q[a] = 1 +1.464 — para — < 1 [5-4]

fcV-65 a
Q[a] = 1 +1.464 — para — > 1 [5-5]
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La función F[a], es un factor de corrección por condición de contorno de la 
tensión, y está dada por:

F[a] = M^a] +M2[a ]^ J  +M 3[a]
"a"4

Donde

M-, [a] = 1.13-0.09ve y

M2[a ]= -0 .5 4 + 0 2 °®®/c)

M3[a] = 0.5

g = 1 +

1
0.65 + (a /c )

+ 14Vi ] 24v c)

2 '
0.1 + 0.35

d
X

(1- sentj))'

La función g para <j> = 90° es: g = 1.

La función , es una función angular [43], cuya expresión es:

7 _ \ 2

f* =

1/4
a

ycj eos2 (|) + sen2<j>

[5-6]

[5-7]

[5-8]

[5-9]

[5-10]

[5-11]

Evaluada para <j> = 90° da: = 1.

La función fw , es una función de corrección por largo finito del tubo (2b) [44], y 
está dada por:

f w  = sec
f  i— A 

7TC

2b

1/2
[5-12]

En las expresiones anteriores (ecuaciones 5-3 a 5-12): P es la presión interna 
aplicada al tubo, Rm el radio medio del tubo, t el espesor del tubo, (a) la 
profundidad de fisura, (c) el semilargo de fisura, <f> el ángulo del punto analizado 
del frente de fisura y b el semilargo del tubo.
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La expresión del ae (profundidad de fisura efectivo), es la siguiente:

ae = a + Ty
1 + (P /P 0)i

[5-13]

Siendo ry, el radio plástico desarrollado en la punta de la fisura, que tiene en 
cuenta el efecto de endurecimiento por deformación plástica, aplicado a 
materiales con comportamiento del tipo de Ramberg-Osgood, y cuya expresión 
para estado plano de deformaciones (plañe strain) es la siguiente:

1 n-1 ÍK|[af) 2
[5-14]

671_n + 1_  ̂ CTfl

P0 es la presión de referencia, que tiene en cuenta el efecto del largo de la fisura 
por medio de una corrección en la profundidad de la fisura (a COrr) [45]. La 
expresión de P0 es la siguiente:

Siendo

p _ 2 ( t -ap o rr )  
° “ V 3 afl (R -a ) [5-15]

a 1 -

1-

1 +

1 +

(2c Y 
2t2

(2 c)' 
2t2

v -1 / 2

[5-16]

En las expresiones anteriores (ecuaciones 5-13 a 5-16): P es la presión interna 
aplicada al tubo, afi la tensión de fluencia, n el exponente de Ramberg-Osgood, 
(c) el semilargo de fisura, (a) la profundidad de fisura, Ki[a] el factor de 
intensidad de tensiones evaluado en (a), t el espesor del tubo y R el radio 
exterior del tubo.

Una vez determinado el valor del ae, se procede a evaluar las expresiones de las 
ecuaciones 5-3 a 5-12 en dicho valor, obteniéndose de esta forma el valor del 
factor de intensidad de tensiones Ki[ae]. Con este valor de Ki[ae] se determina la 
parte elástica de la fuerza impulsora, corregida por plasticidad en pequeña 
escala (Jee) de acuerdo a la ecuación 5-2.
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5.1.2 Parte Plástica de la Fuerza Impulsora

Esta parte de la fuerza impulsora (Jpi), se obtiene a partir de expresiones 
determinadas por V. Kumar et al. usando análisis por elementos finitos [12]. 
Cabe aclarar que estas expresiones fueron desarrolladas para cuerpos que 
tienen un comportamiento plástico del tipo de Ramberg-Osgood.

La ley de Ramberg-Osgood es la siguiente:

S (T—  = —  + a 
sfl CTfl

' a ' "
v<*fi y

Spl—  = a| 
efl

í  \  CT n
[5-17]

Siendo: s la deformación, spi la deformación plástica, en la deformación de 
fluencia, a la tensión, cjf| la tensión de fluencia, a el coeficiente de Ramberg- 
Osgood y n el exponente de Ramberg-Osgood.

La expresión de la parte plástica de la fuerza impulsora, para un cuerpo de 
geometría cilindrica, conteniendo una fisura axial no pasante de profundidad (a) 
y de longitud igual al largo del cilindro, es dada por:

P \n+1
Jpl =acTf|Sf,sJ 1- -  h-|[a/t;n;t/R¡j—  [5-18]

V I /  v'O/

Siendo: a el coeficiente de Ramberg-Osgood, n el exponente de Ramberg- 
Osgood, Gfi la tensión de fluencia, Sfi la deformación de fluencia, t el espesor del 
tubo, (a) la profundidad de la fisura, P la presión interna aplicada, P0 la presión 
de referencia y hi una función de calibración.

La presión de referencia P0, está dada por la ecuación 5-15 y 5-16. Como se 
puede apreciar este factor es dependiente del largo de la fisura (2c) mediante 
una corrección en la profundidad de la fisura (a COrr).

La función de calibración hi está dada en forma discreta en tablas y depende de 
los siguientes parámetros: (a) profundidad de fisura, t espesor del tubo, n 
exponente de Ramberg-Osgood y R¡ radio interno del tubo. Los valores de la 
función hi fueron obtenidos con la ayuda de elementos finitos incompresibles 
[46-47]. Cabe mencionar que la función hi utilizada no depende del largo de 
fisura (2c).
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5.2 Resistencia a la Fractura del Material

La resistencia a la fractura de un material, es una propiedad que puede ser 
caracterizada por el parámetro fractomecánico J|C ó K|C (fractotenacidad) y la 
curva de resistencia del material (Curva J-R). Esta propiedad es una medida de 
cuan resistente es el material al inicio de la propagación de una fisura.

Generalmente en los metales, cuando la fisura comienza a propagar el valor de 
la resistencia a la fractura aumenta con el crecimiento de la fisura (Aa), dando 
lugar a la curva de resistencia del material (Curva J-R), la cual en muchos casos 
puede ser expresada de la siguiente forma:

Jr [Aa] = J|c + pAam [5-19]

Siendo: Jr[A8] el valor de la resistencia a la fractura luego de un incremento de 
fisura Aa, Jic el valor crítico ó valor inicial de la resistencia (comienzo del 
crecimiento de fisura), Aa el crecimiento de fisura, p y m son constantes de la 
curva de resistencia que dependen del material.

La resistencia a la fractura inicial (Jic ó K|C) y la curva de resistencia del material 
(Curva J-R), se obtienen experimental mente a partir de ensayos de laboratorio 
[48-51]. De estos ensayos pueden obtenerse los valores de las constantes 
p y m.  Una forma aproximada y sencilla de estimar estas constantes es a partir 
del ensayo Charpy (CVN), que se caracteriza por su sencillez en comparación al 
ensayo de determinación de la curva de resistencia del material [52].

En la estimación de las constantes a partir del ensayo Charpy, se postulan 
ciertas hipótesis como ser: la energía consumida en el proceso de fractura por 
unidad de avance de la fisura es la misma tanto para el ensayo Charpy como 
para el ensayo de obtención de la Curva J-R. Por esta razón si se considera la 
misma geometría de probeta, el área debajo de la curva P vs Aa (carga vs 
crecimiento de fisura) de un ensayo Charpy es la misma que el área debajo de 
la curva J vs Aa de un ensayo J-R, lo cual implica que el trabajo realizado en la 
fractura es el mismo en ambos ensayos.
La relación propuesta es una aproximación de primer orden, puesto que existen 
diferencias en la realización de ambos ensayos, tales como: diferentes 
geometrías de probetas, tipo de defecto (entalla maquinada en ensayo Charpy y 
entalla prefisurada en ensayo J-R), forma de aplicación de la carga y velocidad 
de deformación. No obstante si no se cuenta con la curva J-R se puede 
aproximar la curva de resistencia mediante este método.
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Comparando los trabajos realizados en los ensayos Charpy (CVN) y J-R, se 
obtiene:

a. a,
B- JJR[Aa].da = JP.da = CVN t5“20l

a0 a o

B = espesor de la probeta, ao= longitud de defecto inicial, 3f = longitud de defecto final

Si en la ec. 5-20 se tiene en cuenta las dimensiones de la probeta Charpy 
estándar (B = 10 mm) y se evalúan los límites de integración, resulta:

10. jjR[Aa].da = CVN [5-21]
2

Reemplazando en la ec. 5-21 la expresión de JR[Aa] dada por la ec. 5-19 y 
realizando cambio de variables, se obtiene:

8
10. j(J|C + |3Aam).dAa = CVN t5-22!

o

Despejando de esta ecuación el valor de |3 da:

m + 1
8

CVN
80

[5-23]

Reemplazando esta expresión en la ec. 5-19 y teniendo en cuenta constantes 
dimensionales, resulta:

JR[Aa,.  J,c + - J,c jA a ,"  [5-24]

Donde: ÜR[Aa] y J|C están expresados en KJ/m2, CVN en Joules y Aa en mm.

El valor de m en gran cantidad de aceros ferríticos es aproximadamente 0.5, por 
esta razón se asume m = 0.5 en la ecuación 5-24. De esta forma es posible 
obtener la curva de resistencia sólo con valores de CVN y Jic.

5.3 Criterio de Fractura

Según conceptos de mecánica de fractura un defecto inicial comienza a 
propagarse cuando se cumple un cierto criterio de fractura.
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El criterio de fractura que se asume para el comienzo de crecimiento de fisura es 
que la fuerza impulsora (Japi) sea igual a la resistencia a la fractura (Jte).

Japl -  J|c [5-25]

El crecimiento de la fisura será estable si la fuerza impulsora varía menos que la 
resistencia a la fractura con el incremento de la fisura.

[5-26]
dAa dAa

Por otra parte el crecimiento sera inestable si la fuerza impulsora varía igual que 
la resistencia a la fractura con el incremento de la fisura. Esto sucede cuando las 
curvas de la fuerza impulsora y la resistencia del material en función de (a) son 
tangentes.

dJap< _ [5-27]
dAa dAa

En la figura 5-5, se presentan en forma gráfica las condiciones de inicio de 
crecimiento estable y propagación inestable de la fisura.

a (mm)

Figura 5-5: Condiciones de inicio de crecimiento estable y propagación
inestable de fisura
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5.4 Presión de Ruptura por Colapso Plástico

Según la teoría de la mecánica de fractura, para valores decrecientes de la 
profundidad inicial de la fisura, el valor de la presión de ruptura aumenta, 
tomando valores cada vez más grandes, es decir diverge para tamaños de 
fisuras tendientes a 0. En la realidad estas presiones no toman valores tan 
grandes y deben de aproximarse a un valor de presión finito, que corresponde a 
la ruptura de un tubo sin la presencia de defectos [53].

La presión de ruptura de un tubo sin presencia de defectos, es aquella que 
produce en el espesor del tubo un estado de tensiones, tal que la tensión 
equivalente supera a la tensión de rotura del material, produciéndose de esta 
manera la rotura por colapso plástico. Esta presión es determinada solamente 
por conceptos de resistencia de materiales sin tener en cuenta los conceptos de 
mecánica de fractura.

El comportamiento que toma la rotura de un tubo que contiene un defecto de 
poca profundidad, es la de rotura por colapso plástico.

La expresión que se utiliza en la rotura por colapso plástico de un tubo, es la 
desarrollada por J. F. Kiefner et al. [54]. Esta expresión se comprobó 
experimental mente para varias geometrías de tubos de conducción, defectos y 
materiales, siendo la siguiente:

p = CTreft (1 — a / 1) R-281
Rm ( l-a /(M tt))

Donde, Mt es el factor geométrico de folias, cuya expresión es:

[5-29]Mt =
f  2 4 ^1/2
1 +1.255 -  0.0135 ——  

v Rmtm (Rmtr

aref, es la tensión de referencia ó tensión de flujo plástico.

(®fl + au) [5-30]

Siendo: (a) la profundidad de fisura, (c) el semilargo de fisura, on la tensión de 
fluencia, <ju la tensión última, t el espesor del tubo, Rm el radio medio del tubo.

Cabe mencionar que la oref depende del material, siendo:
- para materiales que presentan significativa plasticidad cjref = <*u
- para materiales muy frágiles aref = o*
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5.5 Metodología Aplicada en la Resolución del Modelo

En las secciones anteriores se vio que las ecuaciones que se plantean en la 
solución del modelo son de la forma:

Las ecuaciones propuestas se resolvieron mediante la aplicación de algoritmos 
numéricos computacionales. En el apéndice de esta sección, se muestra el 
diagrama de bloques del programa hecho a tal fin, para determinar las presiones 
críticas de crecimiento de fisura estable ( P j i c )  e inestable ( P b u r s t )  para un 
determinado tamaño de defecto inicial.

En la resolución de las ecuaciones (5-31) y (5-32), se tuvo problemas de 
divergencia con la función del radio plástico de corrección por small scale 
yielding del Jee (ec. 5.14), para algunos valores de profundidad de fisura (a). La 
determinación del Ki[ae] , ry y ae, se realiza por un proceso de iteración del 
siguiente tipo:

Siendo la función (Fi) dependiente de: la tensión aplicada (a), el exponente de 
Ramberg-Osgood (n), el espesor (t), la tensión de fluencia (cjfi) y el factor de 
intensidad de tensiones Ki[ae]. Gráficos representativos de la función Fi para 
distintos valores de (a/t), manteniendo constantes los valores de a, afi, n y t, sin 
considerar el efecto del largo de fisura (2c), se presentan en la figura 5-6. En 
estos gráficos se observa, que la condición que tiene que cumplir la función Fi 
para ser convergente, es que corte a la función identidad ó a lo mucho debe ser 
tangente a esta curva, correspondiendo para esta situación un determinado valor 
de (a/t)d¡v.

El problema de divergencia del radio plástico (ry) que se presenta a partir de 
determinados valores de (a) [(a /t)d¡v], es debido a que la corrección de Irwin en el 
factor de intensidad de tensiones Ki[ae] fue planteada para cuerpos que tienen un 
espesor infinito. En el caso de nuestro análisis el espesor es finito y las 
profundidades de fisura pueden llegar a ser del orden del espesor.

J apl(CT-a ' c -t-R,b,CTfl,E,n,a) = JR(Aa,CVN, Jic) [5-31]

[5-32]

[5-33]
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Figura 5-6: Gráficos representativos de la función Fi = Ki[ae]/afi, para distintos
valores de (a/t).

A partir de los gráficos de la función Fi para distintos valores de la tensión (a/afi), 
se procedió a determinar los valores de (a/t)div, (F i )d¡v y (K i[ae])d¡v 
correspondientes a la condición de divergencia de la función. Luego con los 
valores de (Ki[ae])diV se procedió a determinar las profundidades de fisuras 
efectivas y radios plásticos respectivos (a e , ry)d¡v (ec. 5-13 y 5-14).

Los valores de los radios plásticos (ry)div se parametrizaron respecto del 
ligamento remanente b (b = t-a), posteriormente estos valores fueron graficados 
en función de la tensión aplicada relativa a la tensión de fluencia del material 
(a/afi), (fig. 5-7).
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Figura 5-7: Gráfico representativo de la función ry/ b vs. a/afi

En la figura 5-7, se observa que la función (ry/b)diV pasa por un mínimo 
aproximadamente igual a 0.28. Por esta razón si se limita el valor del radio 
plástico en este valor mínimo, siempre se estará en condiciones de 
convergencia para las distintas tensiones aplicadas.

El programa utilizado en la resolución de las ecuaciones anteriormente citadas, 
contempla la limitación del tamaño del radio plástico hasta valores de ry/b = 0.28 
para evitar problemas de divergencia.

El modelo como se presentó en la sección 5-4, tiene en cuenta por otro lado la 
ruptura por colapso plástico.
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El modelo presentado tiene algunas limitaciones en las que se debe prestar
cuidadosa atención antes de su aplicación, éstas son:

• La parte elástica de la fuerza impulsora Je, se desarrolló para placa plana y no 
para tubo, por esta razón no se debe aplicar dicha expresión a tubos cuando 
la relación del espesor al radio es demasiado grande (t/R¡ > 0.25).

• La expresión del Je, es válida para un determinado rango de geometrías de 
fisuras comprendidas entre los siguientes limites:

0 < a / c < 1 ; c/b<0.5 ; 0 < a / 1 < 1 
(a = profundidad de fisura ; c = semilargo de fisura ; b = semilargo del tubo ; t = espesor)

• Los valores de la función hi obtenidos de un manual [12], que influyen en la 
parte plástica de la fuerza impulsora, se extrapolaron para valores de a/t > 
0.75 y a/t < 0.125. Por esta razón los resultados obtenidos del modelo para 
estas condiciones deben manejarse con mucha cautela. Por otra lado cabe 
mencionar que la función hi no contempla el efecto del largo de la fisura 2c 
(a/c = 0), por esta razón cuando la relación a/c toma valores que no son 
pequeños y están próximos a 1, el largo de la fisura influye en la función hi, 
por consiguiente no es aconsejable aplicar el modelo en estas situaciones.

• El modelo es aplicable a materiales que se aproximan a ún comportamiento 
del tipo Ramberg-Osgood.

• El modelo no contempla historias previas de carga, ni el efecto de altas 
velocidades de carga.

5.6 Limitaciones y Observaciones dei Modelo
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6 Desarrollo Experimental v Comparación con el Modelo

6.1 Introducción

Los objetivos de esta sección son:

1) Determinar los valores experimentales de las presiones de ruptura para 
distintos tubos y geometrías de defectos.

2) Evaluar la validez del modelo a través de la determinación de los valores 
teóricos de presiones de ruptura y su posterior comparación con los valores 
experimentales.

A tal efecto se realizaron ensayos de ruptura a plena escala a temperatura 
ambiente (20°C), en probetas con defectos superficiales, de tubos 8 5/8” x 14.72 
mm de un acero de bajo carbono, baja aleación y alta resistencia, grado X65, 
templado y revenido.

Para aproximar el defecto a la situación más crítica (fisura), se realizó un 
prefisurado por fatiga de la entalla inicial del tubo hasta las condiciones 
preestablecidas para el tamaño de fisura inicial (a). Posteriormente se sometió 
al tubo a presiones crecientes hasta la ruptura.

Las presiones de ruptura de los tubos (P r u p tu r a ) ,  son dependientes de las 
propiedades del material y de las dimensiones del defecto y el tubo. Para 
determinar las propiedades del material se procedió a realizar ensayos de 
caracterización del material.

Los valores experimentales de las presiones de ruptura son comparados con los 
predichos por el modelo teórico a los efectos de evaluar la validez del modelo. 
Con la misma finalidad se compararon resultados experimentales de ensayos 
realizados anteriormente al presente trabajo con los predichos por el modelo 
para esas situaciones.

Como aplicación del modelo teórico, utilizando solo resultados de ensayos de 
caracterización del material, se realizó un análisis de confiabilidad estructural de 
tubos 22” x 7 mm de alta presión de gas.
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6.2 Descripción del Ensayo

6.2.1 Probeta Utilizada

La probeta utilizada es un tubo de aproximadamente 2 m de longitud (2b). Sobre 
ambos extremos de ésta, se sueldan tapones y se ubica una entrada de fluido. 
En la parte media del tubo se realiza una entalla longitudinal semielíptica no 
pasante con determinadas dimensiones de profundidad y semilargo (aent , cent) 
(fig. 6-1). La entalla se puede realizar por mecanizado mediante una herramienta 
de corte ó por electroerosión.

Figura 6-1: Forma de la probeta

El ensayo se divide en dos partes:

• Prefisurado por fatiga de la entalla
• Ruptura del tubo

6.2.2 Prefisurado por Fatiga de la Entalla

A partir de la entalla inicial de la probeta, se procede a hacerla crecer por fatiga 
mediante la aplicación de una carga cíclica, que varía desde una carga mínima 
(Pmin) a una máxima (Pmax), dependiente del material y de la geometría del tubo 
[50] (fig. 6-2). La máquina utilizada es una centralina hidráulica marca Rexroth, 
siendo la frecuencia de ciclado de 0.1 hz y el fluido utilizado aceite hidráulico.
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T (Tiempo)

Figura 6-2: Variación de la carga en el prefisurado por fatiga

En la figura 6-3 se puede apreciar la disposición del tubo y de la centralina 
hidráulica.

Fisura

Medidor de apertura 
de boca de fisura

Daytronic

Centralina Hidráulica

Daytronic

Medidor de Presión

Figura 6-3: Sistema utilizado en el prefisurado por fatiga

El control del crecimiento de la fisura por fatiga se realiza mediante el uso de un 
clip gauge (fig. 6-4). Por medio de éste, se obtiene la medición de la apertura de 
boca del defecto (Ve) para una presión estática determinada » Pmax (carga 
máxima de fatiga), en la que no haya deformación plástica apreciable. La 
profundidad de fisura se determina a partir del valor de Ve.

Figura 6-4: Vista del montaje del clip gauge en la boca del defecto
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La variación de la apertura de boca del defecto (Ve) en función de la cantidad de 
ciclos, se relaciona con la profundidad de la fisura (a) mediante la ecuación de la 
compliancia para fisura semielíptica en una placa plana sometida a carga 
uniforme [55]. Se tiene en cuenta además algún factor geométrico experimental 
debido al uso de esta expresión en tubos. La expresión de la compliancia es la 
siguiente:

Compl = Ve 4 ( 1 - / ) V
vO, G sG w [6- 1]

Gs =

/
fe")1/2 (cYa) 2̂

1.18 + 0.08 + 0.75 - I t
V laJ )

[6-2]

G w =
7lC
2b

1/2

[6-3]

Para a/c < 1

/ 1.65 >
<D = 1 +1.464 Cl

V )

1/2

y g = i [6-4]

Para a/c > 1

/
fe) 1.65^

<D = 1 +1.464 V

v la j /

1/2

y g = - [6-5]

Donde: Ve es la apertura de boca, o la tensión circunferencial aplicada, jo. el 
módulo de Poisson, E el módulo de elasticidad longitudinal, (a) la profundidad de 
la fisura, c la semilongitud de la fisura, t el espesor del tubo y b el semilargo del 
tubo.

Para una presión determinada, Ve es:

Ve = aaCompl[a,c,t] = (aPRm /t)Compl[a,c,t] [6-6]

Siendo: a un factor geométrico, P la presión aplicada, Rm el radio medio, t el 
espesor y Compl la compliancia.
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Se observa en la figura 6-5 una curva típica de Ve en función de la profundidad 
de fisura (a), para un defecto inicial de aent = 5.5 mm y una carga estática 
P = 25 MPa.

Figura 6-5: Gráfico de Ve en función de la profundidad de fisura (a)

Las mediciones de la presión del tubo y la apertura de boca del defecto 
mediante el clip gauge, son realizadas con medidores electrónicos con salida 
digital.

6.2.3 Ruptura del Tubo

Una vez realizado el prefisurado de la entalla, se procede a llenar el interior del 
tubo con agua y ubicarlo en la fosa de ensayo. Luego se presuriza el tubo hasta 
la ruptura (P b u r s t )  mediante el uso de una bomba hidroneumática, a una velocidad 
aproximada de 1000 psi/min. La medición de la presión se realiza con un 
medidor electrónico.

En la figura 6-6 se muestra un esquema del dispositivo empleado en esta parte 
del ensayo.

A posteriori de la ruptura, se procede a medir las dimensiones de: entalla, 
crecimiento por fatiga, largo y apertura de boca de la fractura. Por último se 
procede a realizar un análisis macroscópico y microscópico de la superficie de 
fractura a fin de determinar el mecanismo de fractura actuante.
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Fisura

Fosa

Tubo

Figura 6-6: Dispositivo empleado en la ruptura de tubos

6.3 Ensayos Realizados

Se realizaron ensayos de ruptura a plena escala a temperatura ambiente (20°C) 
sobre probetas con defectos superficiales, obtenidas de tubos de conducción 8 
5/8” x 14.72 mm, grado X65. Los ensayos se realizaron en el Laboratorio de 
Ensayos y Pruebas Especiales del CINI (LEPE).

6.3.1 Material

El material estudiado es un acero grado X65, de bajo carbono, baja aleación y 
alta resistencia, con tratamiento térmico de temple y revenido, obtenido de tubos 
de conducción 8 5/8” x 14.72 mm. La composición química se presenta en la 
tabla 6-1 y las propiedades mecánicas y fractomecánicas en la tabla 6-2.

%c
x100

%Mn
x100

%S 
x1000

%P 
x1000

%s¡
x100

%Ni
x100

%Cr
x100

%Mo
x100

%V
x100

10.0 110.0 3.0 10.0 23.0 3.0 3.0 5.0 7.0

%Cu
x100

%Sn
x1000

%As
x1000

%AI
x1000

%N
X1000

%Nb
x1000

%Ti
x1000

%Ca
x1000

%B 
x10000

7.0 6.0 3.0 32.0 8.0 32.0 3.0 1.2 1.0

Tabla 6-1: Composición química (acero grado X65)
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O V lu e n c ia

(MPa)
^  Rotura

(MPa)
Alargamiento

(%)
Dureza

Hv10

Charpy
[10x10]
(Joules)

493 592 43.7 206 347

n
(exponente de Ramberg-Osgood)

a
(coeficiente de Ramberg-Osgood)

J |c

(KJ/m2)

6.41 4.24 1000

Tabla 6-2: Propiedades mecánicas y fractomecánicas (acero grado X65)

6.3.2 Probetas Ensayadas

Se ensayaron 4 probetas, de las cuales 2 fueron sometidas a un prefisurado por 
fatiga (Prob. 3 y 4) y las otras no. Los valores de los parámetros de fatiga 
correspondientes a las probetas prefisuradas se presentan en la tabla 6-3.

Probeta

Pmin ¡

Carga Mínima y 
(M

P max

Máxima de Fatiga 
Pa)

Nf

Número final de 

ciclosIniciación Crecimiento

3 3.5 / 35 2.7/27 15,500
4 3.0 / 30 3.0/30 6,770

Probeta

Ve (Para P = 25 MPa) 
Apertura de Boca de fisura 

(mm)

Aa
Crecimiento 

por fatiga

(mm)

Tipo de ranura

[Va]0 
inicial (0 ciclos)

[Ve]Nf
final (Nf ciclos)

3 2.2 3.1 2.60 mecanizada

4 3.4 5.5 2.40 por electroerosión

Tabla 6-3: Valores de los parámetros de fatiga correspondientes a las probetas
prefisuradas
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Las dimensiones de las probetas con sus respectivas entallas iniciales y fisuras 
luego del prefisurado se presentan en las tablas 6-4 y 6-5.

N°
Probeta

Dimensiones del tubo Dimensiones de la entalla

D
Diámetro ext. 

(mm)

t
Espesor

(mm)

Profundidad de 
entalla 
(mm)

Semilargo de 
entalla 
(mm)

1 219.37 14.83 1.50 7.5
2 219.20 15.00 3.50 29.0
3 219.70 14.50 3.40 19.5
4 219.12 14.35 5.40 27.5

Tabla 6-4: Dimensiones de las probetas y entallas iniciales

Dimensiones del defecto después del prefisurado

Probeta a c •
Profundidad 
del defecto 

(mm)

Semilargo 
del defecto 

(mm)

a/t a/c Observaciones

1 1.5 7.5 0.101 0.200 Sin prefisurado
2 3.5 29.0 0.233 0.121 Sin prefisurado
3 6.0 19.5 0.414 0.308
4 7.8 27.5 0.543 0.284

Tabla 6-5: Dimensiones de los defectos luego del prefisurado por fatiga
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6.3.3 Resultados Experimentales

Las presiones de ruptura y las dimensiones de las fracturas luego de los 
ensayos se presentan en la tabla 6-6.

Probeta

P burst 
Presión de 

ruptura 
(MPa) 
fpsi]

Longitud de 
propagación 
de la fractura

(mm)

Apertura de 
boca de la 

fractura
(mm)

Observaciones

1
91.03

[13,200]
300 40

con relleno 
propagación axial

2
85.72

[12,430]
300 75

sin relleno 
propagación axial

3
86.75

[12,290]
46 8

con relleno 
pérdida (LBB)

4
82.34 

[11,940]
56 5

con relleno 
pérdida (LBB)

Tabla 6-6 : Presiones de ruptura y dimensiones de las fracturas

La forma y ubicación de las fracturas en los tubos, se presentan en las figs. 6-7 a 
6-11. Cabe mencionar que en la probeta 1 la rotura no se produjo en la zona del 
defecto (figs. 6-7 y 6-8), esto sucede por: la gran plasticidad presente en el tubo, 
el alto valor de J|C y la variación estadística de las propiedades mecánicas y 
geométricas del tubo [54],

En las figs. 6-12 a 6-14 se muestran la zonas de los defectos para cada probeta. 
Se observa en ellas las zonas de: entalla, crecimiento por fatiga y ruptura.

Se observa en las probetas 3 y 4 que se produjo pérdida (leak before break) y no 
propagación axial de la fisura, esto es debido a que el tubo lleva relleno metálico 
(poco volumen de fluido), produciéndose la despresurización rápidamente.
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Figura 6-7: Ubicación y forma de la fractura en la probeta 1 (Propagación). La
rotura no se produjo en el defecto.

Figura 6-8: Aspecto de la fractura en la probeta 1 (tubo grado X65)
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Figura 6-9: Aspecto de la fractura en la probeta 2 (tubo grado X65)

Figura 6-10: Aspecto de la fractura en la probeta 3 (tubo grado X65)
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Figura 6-11: Aspecto de la fractura en la probeta 4 (tubo grado X65)

Figura 6-12: Zona del defecto en la probeta 2 (entalla y zona de ruptura)
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Figura 6-13: Zona del defecto en la probeta 3 (entalla, fatiga y ruptura)

Figura 6-14: Zona del defecto en la probeta 4 (entalla, fatiga y ruptura)
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6.3.4 Análisis Fractográfico de las Superficies de Fractura

Las zonas de fractura de las probetas que presentaban pérdida se sometieron a 
rotura en nitrógeno líquido, con la finalidad de analizar las superficies de 
fractura.

Se realizó un análisis macroscópico de las superficies de fractura de las 
probetas ensayadas, en éstas se observó la apariencia de fractura dúctil, 
presentando en todo los casos la reducción de la sección en la zona de rotura 
(cuello dúctil), típica de fractura dúctil.

El análisis fractográfico microscópico se efectuó por microscopía electrónica de 
barrido (SEM). Las figuras 6-15 a 6-17 muestran las micrografías de las 
superficies de fractura para el caso de las probetas 2 y 4. De la observación de 
estas figuras, se concluye que la fractura tanto en la zona del ligamento como en 
la zona de propagación axial, se produjo por el mecanismo de nucleación, 
crecimiento y coalescencia de microcavidades, que es característico de fractura 
dúctil.

Figura 6-15: Micrografía de la zona de propagación axial de la probeta 2 (500x)
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Figura 6-16: Micrografía de la zona de rotura (ligamento remanente)
de la probeta 4 (400x)

Figura 6-17: Micrografía de la zona de interface (fatiga y rotura)
de la probeta 4 (600x)
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6.3.5 Comparación entre Resultados Experimentales y Teóricos

Los resultados experimentales de presión de ruptura comparados con los 
predichos por la teoría se presentan en la tabla 6-7 y las figuras 6-18 a 6-21. En 
estas figuras las definiciones de las presiones teóricas son:

• P jic : Presión a la cual, se produce inicio de crecimiento estable de fisura. 

Ocurre cuando. Japiicado = Jic

• Punto de Inestabilidad: Presión a la cual, se produce propagación inestable de
fisura (ruptura).

Sucede cuando: Japiicado = J r  y dJaplicado = dJp
dAa dAa

• Colapso plástico: Presión a la cual, se supera la resistencia estructural del
material (ruptura). Se utilizó como tensión de flujo plástico:

üfiujo =cru =Tens¡ón última
Siendo:
Jic: Resistencia inicial a fractura del material
Jr : Resistencia a fractura del material
Japiicado: Fuerza impulsora de propagación de fisura

Los resultados muestran que la diferencia entre los valores experimentales y 
teóricos está entre 3% y 17%, siendo estos últimos conservativos. Cabe 
mencionar que el comportamiento de la fractura en las probetas 1 a 2 obedece a 
ruptura por colapso plástico (defectos poco profundos).

Probeta

Pruptura
(experimental)

(MPa)
[psi]

P ruptura
(teórico)
(MPa)
[psi]

(Pfexp " Pfteor)/Ptteor
Dif. entre va lo r 

experim enta l y  teórico  
[% ]

Observaciones

1 9 1 .0 3
[13 ,2001

8 5 .7
[1 2 ,4 2 7 ] 6 ruptura por co lapso p lástico

2 8 5 .7 2
[12 ,4301

8 2 .9
[12 ,0211 3 ruptura por co lapso plástico

3 8 6 .7 5
[12 ,2901

7 8 .9
[11 ,4411 10

4 8 2 .3 4
[11 ,9401

7 0 .7
[10 ,2521

17

Tabla 6-7 : Comparación de presiones de ruptura experimentales y teóricos.
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140
tubo 8 5/8" x 14.72mm 

(Probeta 1)

-PJte (Iniciación de Fractura)
------Teórico (Punto de Inestabilidad)
—•— Teórico (Colapso Plástico)

X Experimental

100 -

120-

Figura 6-18: Comparación entre el valor experimental y el teórico de P rUp tu ra

probeta 1 (tubo grado X65)

a/t

Figura 6-19: Comparación entre el valor experimental y el teórico de P rUp tu ra

probeta 2 (tubo grado X65)
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120 -

tubo 8 5/8" x 14.72mm 
(Probeta 3)

I I

100 -

03Q_
80-

PJ|0 (Iniciación de Fractura) 
Teórico (Punto de Inestabilidad) 
Teórico (Colapso Plástico) 
Experimental

Figura 6-20: Comparación entre el valor experimental y el teórico de P m p tu ra

probeta 3 (tubo grado X65)

03Q.

3-Q
Q_

0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
a/t

0.6 0.7 0.8 0.9 1.0

Figura 6-21: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 4 (tubo grado X65)
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6.4 Uso del Modelo con otros Datos Experimentales

Con anterioridad al presente trabajo, se realizaron ensayos de ruptura a plena 
escala sobre tubos casing: 7”x9.19 mm, 7”x10.36 mm, 5 1/2”x9.17 mm, 
5 1/2”x7.72 mm, grado N80 y 7”x9.19 mm, 4 1/2”x8.56 mm, grado P110, éstos 
fueron realizados por G. Carcagno y R. Herrera [56-58].

Estos ensayos son presentados en esta sección, contrastándose con los valores 
que predice el modelo teórico, con la finalidad de evaluar la validez del modelo.

6.4.1 Materiales

Los materiales estudiados son aceros grados API N80 y P110. Las propiedades 
mecánicas de estos aceros se presentan en las tablas 6-8 y 6-9. Las diferentes 
propiedades fueron obtenidas por modificación de las condiciones de los 
tratamientos térmicos y la química del material.

Probeta O 'F luenc ia
(MPa)

CT Rotura 
(MPa)

Charpy
(Joules)

J le 
(KJ/m2)

K|C
(MPa.m1'2)

1 553 715 95 243 -

2 588 758 65 240 -

3 598 758 45 228 -

4 590 760 44 232 -

5 571 760 28 201 -

6 571 760 25 210 -

7 601 870 13 212 52.5

8 601 870 13 212 52.5

9 565 773 65 227 -

10 579 754 55 230 -

Tabla 6-8: Propiedades mecánicas y fractomecánicas de los aceros de las
probetas grado N80

89



Probeta C?Fluencia
(MPa)

CJRotura
(MPa)

Charpy
(Joules)

J|c
(KJ/m2)

K,c
(MPa.m1'2)

1 800 900 98 260 -

2 800 900 98 260 -

3 800 900 98 260 -

4 757 897 19 160 75

5 757 897 19 160 75

Tabla 6-9: Propiedades mecánicas y fractomecánicas de los aceros de las
probetas grado P110

6.4.2 Probetas

Las dimensiones de las probetas estudiadas con sus correspondientes defectos 
se presentan en las tablas 6-10 y 6-11

Probeta

Dimensiones del 
tubo

Dimensiones del defecto después del 
prefisurado

D
Diámetro
Exterior

(mm)

t
Espesor

(mm)

a
Profund.

del
defecto

(mm)

c
Semilargo 
del defecto

(mm)

a/t a/c

1 177.8 9.19 2.70 19.29 0.30 0.14

2 177.8 10.36 3.75 15.62 0.36 0.24

3 177.8 9.19 6.85 15.57 0.75 0.44

4 177.8 9.19 6.80 17.00 0.74 0.40

5 177.8 9.19 2.70 19.29 0.30 0.14

6 177.8 9.19 5.40 15.00 0.59 0.36

7 177.8 9.19 2.70 19.29 0.30 0.14

8 177.8 9.19 1.40 7.00 0.15 0.20

9* 139.7 9.17 5.60 37.0 0.61 0.15

10* 139.7 7.72 4.00 35.5 0.52 0.11

* Probetas sin prefisurado por fatiga

Tabla 6-10: Dimensiones de las probetas grado N80 con sus defectos
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Probeta

Dimensiones del 
tubo

Dimensiones del defecto después del 
prefisurado

D
Diámetro
Exterior
(mm)

t
Espesor

(mm)

a
Profu nd.

del
defecto
(mm)

c
Semilargo 
del defecto 

(mm)

a/t a/c

1 177.8 9.19 1.40 7.00 0.15 0.20

2 177.8 9.19 2.70 19.29 0.30 0.14

3 177.8 9.19 3.60 25.71 0.40 0.14

4 114.3 8.56 1.40 7.00 0.15 0.20

5 114.3 8.56 2.00 20.00 0.23 0.10

Tabla 6-11: Dimensiones de las probetas grado P110 con sus defectos

6.4.3 Resultados Experimentales y Teóricos

Los resultados experimentales de las presiones de ruptura comparados con los 
predichos por la teoría se presentan en las tablas 6-12 y 6-13, y figuras 6-22 a 6- 
36.

Cabe mencionar que la presión teórica de ruptura por colapso plástico fue 
obtenida utilizando una tensión de flujo plástico igual a:

<7U +  °ys  
CTfIujO = o
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Probeta
P ruptura

(experimental)
(MPa)
[psi]

P ruptura
(teórico)
(MPa)
[psi]

(P ^ e x p  '  P r te o r . ) /P r t e o r .

Dif. entre valor 
exp. y teórico 

[%]

Observaciones

1 68.5
[9,932]

65.16
[9,448]

5 -

2 77.5
[11,237]

77.90
[11,295]

-1 -

3 59.7
[8,656]

41.42
[6,006]

44 alto valor de a/c

4 60.0
[8,700]

40.37
[5,854]

49 alto valor de a/c

5 61.2
[8,874]

65.57
[9,508]

-7 -

6 56.5
[8,192]

51.63
[7,486]

9 -

7 73.2
[10,614]

68.50
[9,932]

7 -

8 94.0
[13,630]

79.84
[11.577]

18 -

9 60.5
[8,772]

57.14
[8,285]

6 -

10 52.3
[7,584]

54.02
[7,786]

-3 -

Tabla 6-12: Resultados experimentales y teóricos de la presión de ruptura en
tubos grado N80

Probeta
P ruptura

(experimental)
(MPa)
[psi]

P ruptura 
(teórico) 
(MPa) 
[psi]

(Plexp- Prteor.)/Prteor. 
Dif. entre valor 
exp. y teórico 

[%]

Observaciones

1 96.0
[13,920]

92.27
[13,379]

4 -

2 88.0
[12,760]

87.36
[12,667]

1 -

3 86.0
[12,470]

81.01
[11,746]

6 -

4 142.0
[20,590]

132.87 
M 9.266]

7 -

5 127.0
[18,415]

119.80
[17,371]

6 -

Tabla 6-13: Resultados experimentales y teóricos de la presión de ruptura en
tubos grado P110
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Observando los resultados, se concluye que la diferencia entre los valores 
experimentales y los predichos por la teoría para las probetas grado N80 
(exceptuando a las probetas 3 y 4), varía entre -7% y 18%, mientras que para las 
probetas grado P110 varía entre 1% y 7%.

Las probetas 3 y 4 (grado N80), presentan valores teóricos de las presiones de 
ruptura muy por debajo de los valores experimentales, siendo esta diferencia *  
50%. Dicha diferencia se le atribuye al alto valor de la relación a/c » 0.44, puesto 
que el modelo contempla parcialmente el efecto de a/c, apartándose de los 
valores reales a medida que la relación a/c toma valores próximos a 1.

a/t

Figura 6-22: Comparación entre el valor experimental y el teórico de P ru p tu ra

probeta 1 - N80
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0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1.0
a/t

Figura 6-23: Comparación entre el valor experimental y el teórico de P ru p tu ra

probeta 2 - N80

05
CL

Q.u

Figura 6-24: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 3 - N80
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a/t

Figura 6-25: Comparación entre el valor experimental y el teórico de P m ptura

probeta 4 - N80

Figura 6-26: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 5 - N80
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a/t

Figura 6-27: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 6 - N80

03
CL

Cü1—a

a/t

Figura 6-28: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 7 - N80
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Figura 6-29: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 8 - N80

Figura 6-30: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 9 - N80
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a/t

Figura 6-31: Comparación entre el valor experimental y el teórico de PrUptura
probeta 10 - N80

a/t

Figura 6-32: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 1 - P110
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a/t

Figura 6-33: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 2 - P110

Figura 6-34: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 3 - P110
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a/t

Figura 6-35: Comparación entre el valor experimental y el teórico de Pruptura
probeta 4 - P110

Figura 6-36: Comparación entre el valor experimental y el teórico de P rUptura

probeta 5 - P110
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6.5 Análisis de Confiabilidad Estructural en Tubos 22”x7 mm

El motivo de este trabajo fue analizar las condiciones de operación de tubos 
22”x7mm sometidos a presión interna, considerando la existencia de defectos 
superficiales. El análisis fue realizado para GAS NATURAL BAN S. A. [59],

En este trabajo no se realizaron ensayos de ruptura de tubos a plena escala, 
solamente se realizaron ensayos de caracterización del material. Utilizando los 
resultados de estos ensayos y las propiedades geométricas del tubo y del 
defecto, se aplicó luego el modelo teórico en el análisis de los defectos críticos 
para el comienzo de crecimiento estable a una presión determinada, que en este 
caso fue la presión de trabajo (25 Kg/cm2).

6.5.1 Desarrollo Experimental

Se realizaron ensayos de caracterización del material sobre tres zonas del tubo 
22”x7mm, siendo éstas: zona del cuerpo, zona afectada por el calor (ZAC) y 
zona de soldadura. Las propiedades mecánicas y fractomecánicas se presentan 
en la tabla 6-14.

Zona ^Fluencia
(MPa)

O'Rotura
(MPa)

E
(MPa)

J|c Ó Je 
(KJ/m2)

Charpy
[10x10]
(Joules)

Cuerpo 385 520 203297 63.9 41.0
ZAC 339 492 191239 74.3 36.9

Soldadura 375 545 203154 122.5 46.5

Zona n
(exponente de Ramberg-Osgood)

a
(coeficiente de Ramberg-Osgood)

Cuerpo 6.54 4.28
ZAC 5.51 3.92

Soldadura 6.69 2.84

Tabla 6-14: Propiedades mecánicas y fractomecánicas de las tres zonas
estudiadas del tubo 22”x7mm
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6.5.2 Desarrollo Teórico

El trabajo teórico se realizó también en las tres zonas del tubo. Para cada zona 
correspondiente se consideraron tres geometrías de defectos superficiales 
diferentes que son: a/c = 0.2 , a/c =1 y a/c = 1.6.

El modelo utilizado determina el comienzo de crecimiento estable e inestable de 
fisura mediante la aplicación de conceptos de mecánica de fractura, incluyendo 
expresiones que definen: I) la fractotenacidad del material (JR), II) la fuerza 
impulsora de propagación radial de fisura (J apiicado) y III) colapso plástico del 
tubo (ver Cap. 5).

Las presiones teóricas dadas por el modelo para estos casos, considerando un 
determinado defecto son:

• P jic : Presión a la cual, se produce inicio del crecimiento estable de fisura. 

Ocurre cuando: (J api¡Cado) = Resistencia inicial a fractura del material (J |C)

• Pruptura (Colapso plástico): Presión a la cual, se supera la resistencia
estructural del material (ruptura).

Se utilizó como tensión de flujo plástico: af|Uj0 = —- * CTys

6.5.3 Resultados

Los resultados teóricos del modelo se presentan en las figuras 6-37 a 6-39 para 
la zona del cuerpo, figuras 6-40 a 6-42 para la zona afectada por el calor y 
figuras 6-43 a 6-45 para la zona de la soldadura.

De estas curvas se observan, que para la presión de trabajo correspondiente se 
obtienen, en las tres zonas del tubo defectos máximos tolerables mayores que el 
90% del espesor del tubo. Debe tenerse en cuenta que estos valores son 
obtenidos por el modelo teórico, extrapolando los valores obtenidos de un 
manual del EPRI [12] que son dados hasta a/t = 75 % (a profundidad de la fisura, 
t espesor del tubo). Puede concluirse, entonces que para que esté 
comprometida la seguridad estructural con la carga usada como referencia, los 
defectos deben ser extremadamente profundos.

Analizando las propiedades mecánicas del tubo se concluye que la zona zac es 
la menos resistente de las tres zonas. Cabe mencionar que la zona de la 
soldadura si bien tiene propiedades mayores a la zac, éstas son más variables 
localmente.
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a/t

Figura 6-37: Curva Pruptura vs a /t, zona cuerpo (a/c = 0.2)
tubo 22”x7mm

a/t

Figura 6-38: Curva Pruptura vs a /t, zona cuerpo (a/c = 1.0)
tubo 22”x7mm
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a/t

Figura 6-39: Curva PrUptura vs a /t, zona cuerpo (a/c = 1.6)
tubo 22”x7mm

a/t

Figura 6-40: Curva Pruptura vs a /t, zona zac (a/c = 0.2)
tubo 22”x7mm
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a/t

Figura 6-41: Curva Pruptura vs a/t defecto , zona zac (a/c = 1.0)
tubo 22”x7mm
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Figura 6-42: Curva Pruptura vs a /t, zona zac (a/c = 1 . 6 )
tubo 22”x7mm
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a/t

Figura 6-43: Curva Pruptura vs a /t, zona soldadura (a/c = 0.2)
tubo 22”x7mm

a/t

Figura 6-44: Curva Pruptura vs a /t, zona soldadura (a/c = 1.0)
tubo 22”x7mm
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a/t

Figura 6-45: Curva Pruptura vs a /t, zona soldadura (a/c = 1.6)
tubo 22”x7mm

6.6 Resumen y Conclusiones

Resumen

Los objetivos del presente capítulo eran:

1) Determinar los valores experimentales de las presiones de ruptura para 
distintos tubos y geometrías de defectos.

2) Evaluar la validez del modelo a través de la determinación de los valores 
teóricos de presiones de ruptura y su posterior comparación con los valores 
experimentales.

Con esta finalidad se realizaron ensayos de ruptura a plena escala a 
temperatura ambiente (20°C) en probetas con defectos superficiales, de tubos 
de conducción 8 5/8” x 14.72 mm de un acero de baja aleación y alta resistencia, 
grado X65, Q&T, acorde a la especificación API 5L.

Los valores de presión de ruptura fueron comparados con los obtenidos 
mediante el modelo teórico a los efectos de evaluar la validez del modelo. Con 
el mismo fin se compararon resultados experimentales de ensayos realizados
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anteriormente al presente trabajo con los obtenidos por el modelo para estos 
tubos. Estos ensayos fueron realizados en tubos: 7”x9.19 mm, 7”x10.36 mm, 5 
1/2”x9.17 mm y 5 1/2”x7.72 mm grado N80; 7”x9.19 mm, 4 1/2”x8.56 mm grado 
P110.

Los defectos en los tubos grado X65, presentaban una profundidad desde 10% a 
55% del espesor de pared, con relaciones de profundidad / largo (a/c) entre 0.12 
y 0.32. En los tubos grado N80 y P110 la profundidad estuvo comprendida entre 
15% y 75% del espesor de pared, con relaciones de a/c entre 0.10 y 0.44.

Como aplicación del modelo teórico en tubos 22”x7 mm, se realizó un análisis 
del tamaño de defecto crítico para el comienzo de crecimiento estable de fisura 
a la presión de trabajo del tubo (25 Kg/cm2). En el análisis se utilizaron 
propiedades del material obtenidas a partir de ensayos de caracterización del 
material y las geometrías del tubo y del defecto.
Se estudiaron tres zonas del material: cuerpo, soldadura y zona afectada por el 
calor (ZAC) y tres geometrías de defectos: a/c = 0.2 , a/c = 1 y a/c = 1.6.

Conclusiones

I) De los Ensayos

Probetas arado X65

1) Las probetas 3 y 4 presentaron pérdida (leak before break), esto es debido 
a que el tubo lleva relleno metálico por consiguiente menos volumen de 
fluido, produciéndose la despresurización con mayor rapidez. El resto de 
las probetas presentó propagación axial.

2) En la probeta 1, la fractura no se produjo en la zona del defecto (figs. 6-7 y 
6-8), esto sucede por: la gran plasticidad presente en el tubo, el alto valor 
de J,c y la variación estadística de las propiedades mecánicas y 
geométricas del tubo.

3) Las superficies de fractura tanto de la zona del ligamento como de la zona 
de propagación axial, analizadas a través de microscopía electrónica de 
barrido (SEM), muestran que la fractura se produjo por el mecanismo de 
nucleación, crecimiento y coalescencia de microcavidades, que es 
característico de fractura dúctil.

4) El comportamiento de la fractura en las probetas 1 y 2, que presentaban 
defectos poco profundos (a/t < 0.25), obedece a un mecanismo de ruptura 
por colapso plástico.
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II) De la Comparación entre Resultados Experimentales v Teóricos

Probetas grado X65

• La diferencia entre los valores experimentales y los predichos por la teoría 
en los tubos X65, varía entre 3% y 17%.

Probetas grado N80 y P110

• En las probetas 3 y 4 de los tubos N80, los valores teóricos de las 
presiones de ruptura están muy por debajo de los valores experimentales, 
siendo esta diferencia » 50%. La diferencia es debido al alto valor de la 
relación a/c » 0.44, puesto que el modelo contempla parcialmente el efecto 
de a/c, apartándose de los valores reales a medida que la relación a/c toma 
valores próximos a 1.

• La diferencia entre los valores experimentales y los predichos por la teoría 
en los tubos grado N80 (exceptuando a las probetas 3 y 4) y P110, varía 
entre -7% y 18%.

Se recomienda la utilización del modelo teórico como herramienta de diseño,
en la determinación de presiones críticas ó defectos críticos, tomando un
margen de seguridad del 10%.

III) Del Análisis de Confiabilidad Estructural en Tubos 22”x7mm

• Los resultados del estudio realizado en tubos 22”x7 mm de alta presión de 
gas, indican que para la presión de trabajo (25 Kg/cm2) los defectos 
máximos tolerables son mayores que el 90% del espesor del tubo. Por esta 
razón para que esté comprometida la seguridad estructural en dicha 
presión, los defectos deben ser extremadamente profundos.
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Apéndice Capítulo 6

Se realizaron ensayos de caracterización sobre los materiales analizados, 
siendo estos resultados luego utilizados como datos de entrada en la aplicación 
del modelo teórico. Estos ensayos se realizaron en el Laboratorio de Ensayos y 
Pruebas Especiales del CINI (LEPE).

Los ensayos que se realizaron fueron los siguientes:

1) Ensayo de Tracción

El objetivo de este ensayo es determinar las propiedades de resistencia a la 
tracción del material. Estas propiedades son: la tensión de fluencia (ays) y la 
tensión última (au).

2) Ensayo Charpy

Este ensayo se realiza para determinar la propiedad de resistencia al impacto 
del material ó tenacidad (CVN).

3) Ensayo de True Stress - True Strain

La finalidad de este ensayo, es la determinación del coeficiente y exponente de 
Ramberg-Osgood. Estos parámetros son obtenidos a partir de la curva true 
stress - true strain de tracción.

La ley de Ramberg-Osgood es la siguiente

Ensayos de Caracterización del Material

s <7
= —  + a

(  \  
a

n
»

spl
—  = a

(  \ 
a

n
[6-7]

80 °0 s0 vCT0 >

Siendo: s la deformación, s pi la deformación plástica, s 0 la deformación a 
fluencia, a la tensión, a0 la tensión de fluencia, a el coeficiente de Ramberg- 
Osgood y n el exponente de Ramberg-Osgood.

Para determinar a  y n se procede a graficar o vs s pi y log a  vs log e pt, hallándose 
luego la pendiente (B) y la ordenada al origen (A) de la recta de ajuste del 
gráfico logarítmico (ec. 6-8 y 6-9).
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Al . , A P / x a
e = —  ; s = ln(e + 1) ; cr= — (e + 1) ; sp, = s - - [6-8]

[6-9]

Donde: Al es el incremento de longitud de la zona calibrada, lo la longitud inicial 
de la zona calibrada, P la carga aplicada, Q la sección transversal de la probeta, 
E el módulo de elasticidad longitudinal, (A) la ordenada al origen y (B) la 
pendiente de la recta de ajuste de los puntos (log cj , log ep().

4) Ensayo de Fractotenacidad

El objetivo de este ensayo es la determinación de la propiedad de resistencia a 
la fractura del material, siendo caracterizada dicha propiedad por el parámetro 
fractomecánico (J|C) ó (K(c) y la curva de resistencia del material (curva R).

Estos ensayos se realizan según Normas ASTM [48-51], de acuerdo al 
comportamiento frágil o dúctil del material.

En la figura 6-46 se puede observar una curva típica de obtención del Jic.

200

0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2 1.4 1.6 1.8 2.0

Aa (mm)

Figura 6-46: Curva típica del ensayo Jic
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7 Estudio Sobre la Influencia de \a Prueba Hidráulica Sobre 
la Posterior Seguridad Estructural

7.1 Introducción

En las fábricas productoras de tubos para la industria del petróleo y gas es de 
fundamental importancia garantizar la confiabilidad estructural del tubo. A tal 
efecto se realizan ensayos no destructivos (NDT), cuya finalidad es detectar 
defectos y garantizar que éstos no sean mayores que un cierto tamaño tolerable. 
Por otra parte se implementa una técnica que consiste en someter al tubo a una 
determinada presión por un cierto tiempo, conocida como “prueba hidráulica”, 
con la finalidad de asegurar que en el caso de existir defectos, éstos no 
produzcan la ruptura del tubo, la cual ocurre cuando los defectos alcanzan ó 
superan un determinado tamaño máximo admisible denominado crítico.

Debido al requerimiento de altas presiones en la prueba hidráulica se cuestiona 
si ésta eventualmente no produce crecimiento estable de los defectos existentes 
en el tubo, en especial de los cercanos al tamaño crítico, disminuyendo la 
presión de ruptura del tubo e incrementando el riesgo potencial de falla en 
servicio. De ocurrir lo anterior no sería válido realizar NDT antes de la prueba 
hidráulica a fin de asegurar la confiabilidad estructural del tubo.

La prueba hidráulica consiste en: a) presurizar el tubo hasta una determinada 
tensión circunferencial en la pared (especificada por norma [60]), b) mantener al 
tubo en este nivel de presión por un cierto período de tiempo (> 5 seg. [60]), c) 
despresurizar.

7.2 Este Trabajo

El objetivo de este trabajo es determinar el efecto que produce un ciclo previo de 
carga (prueba hidráulica) en la presión de ruptura (P r u p tu r a ) ,  en tubos de 
conducción 8 5/8” x 14.72 mm grado X65, que presentan determinados defectos 
superficiales. Para ello se realizó el siguiente estudio:

a) Ensayos a plena escala en probetas con defectos superficiales, de tubos de 
conducción 8 5/8” x 14.72 mm grado X65, simulando la prueba hidráulica, a 
los fines de determinar el efecto de las altas presiones de ésta, sobre la 
performance del tubo.

b) Ensayos de laboratorio en probetas de flexión en tres puntos (TPB), 
simulando distintas historias de carga similares a la prueba hidráulica, con la 
finalidad de estudiar el comportamiento de la carga y determinar el efecto de
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las historias previas de carga sobre la carga máxima (similar a la presión de 
ruptura del tubo).

La metodología del análisis de los resultados experimentales, consiste en la 
comparación de las presiones de ruptura ó cargas máximas de pares de 
probetas que presentan defectos artificiales de dimensiones similares. Una de 
ellas es llevada directamente a la ruptura ó carga máxima, mientras que la 
otra antes de ser llevada a ésta condición, es sometida a un ciclo de carga 
simulando la prueba hidráulica.

c) Para obtener un mejor entendimiento del comportamiento del tubo, se realizó 
un estudio teórico basado en mecánica de fractura elasto-plástica, 
comparándose luego estos resultados con los valores experimentales.

7.3 Ensayos a Plena Escala

Se realizaron en el Laboratorio de Ensayos y Pruebas Especiales del CINI 
(LEPE).

7.3.1 Material

El material estudiado es un acero grado X65, de bajo carbono, baja aleación y 
alta resistencia, con tratamiento térmico de temple y revenido, obtenido de tubos 
de conducción 8 5/8” x 14.72 mm. La composición química se presenta en la 
tabla 6-1 y las propiedades mecánicas en la tabla 6-2.

7.3.2 Probetas

Se ensayaron 4 pares de probetas tubulares de 2 m de longitud, con distintos 
defectos superficiales de forma semielíptica, obtenidas de tubos de conducción 
8 5/8” x 14.72 mm X65 (ver Cap. 6.2). Dos pares se sometieron a carga cíclica, 
con la finalidad de hacer crecer por fatiga una fisura a partir de la ranura inicial 
(Prob. 5 a 8).

Las dimensiones de las ranuras iniciales, crecimiento por fatiga y N° de ciclos 
correspondientes a las probetas prefisuradas se presentan en la tabla 7-1. En la 
tabla 7-2 se presentan las dimensiones de las probetas ensayadas con sus 
respectivos defectos.
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Probeta
3ent

Profundidad 
de entalla 

(mm)

Aa
Crecimiento 

por fatiga 
(mm)

N

Número de 
ciclos

Observaciones

5 3.40 2.60 15,500 ranura mecanizada
6 3.35 2.35 33,000 ranura mecanizada

7 5.40 2.40 6,770 ranura hecha por 
electroerosión

8 5.10 2.80 31,470 ranura mecanizada

Tabla 7-1: Dimensiones de entallas iniciales, crecimiento por fatiga y N° de 
ciclos de las probetas prefisuradas por fatiga

Probeta

Dimensiones del Tubo Dimensiones del Defecto
D

Diámetro
exterior
(mm)

t
Espesor

(mm)

a
Prof. de 
fisura 
(mm)

C
Semi-largo 
de fisura 

(mm)

a/t a/c

1 219.37 14.83 1.5 7.5 0.10 0.20
2 219.28 14.30 1.5 7.5 0.11 0.20
3 219.20 15.00 3.5 29.0 0.23 0.12
4 219.00 14.70 3.5 29.5 0.24 0.12
5 219.70 14.50 6.0 19.5 0.41 0.31
6 219.40 14.60 5.7 18.0 0.39 0.32
7 219.12 14.35 7.8 27.5 0.54 0.28
8 218.91 15.00 7.9 27.5 0.53 0.29

Tabla 7-2: Dimensiones de las probetas con sus defectos

7.3.3 Metodología

En la realización de los ensayos, se adoptó como carga de prueba hidráulica, la 
utilizada por la fábrica de tubos Siderca para estos ensayos [60], siendo esta 
carga el 95% SMYS (Tensión de fluencia mínima especificada).

Los ensayos consistieron en la determinación y comparación de las presiones de 
ruptura (P r u p tu r a )  de pares de probetas. Cada par presentaba defectos 
superficiales de forma y dimensiones similares. Una de ellas fue llevada 
directamente a la ruptura, mientras que la otra antes de ser llevada a esta 
condición, fue sometida a un ciclo de carga simulando la prueba hidráulica con
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una presión equivalente a una tensión circunferencial en la pared del 95% SMYS 
(Tensión de fluencia mínima especificada).

7.3.4 Modelo Teórico

Como se vio en el Cap. 5, se modeló el comienzo de crecimiento estable e 
inestable mediante la aplicación de conceptos de mecánica de fractura, 
incluyendo expresiones que definen: I) la fractotenacidad del material ( J r ), II) la 
fuerza impulsora de propagación radial de fisura (J api¡cado) y III) colapso plástico 
del tubo. El modelo no contempla historias previas de carga sobre el tubo, ni 
altas velocidades de carga.

Las presiones teóricas dadas por el modelo para un determinado defecto son:

• P jic : Presión a la cual, se produce inicio de crecimiento estable de fisura. 

Ocurre cuando: (J api¡cado) = Resistencia inicial a fractura del material (Jíc)

• Punto de Inestabilidad: Presión a la cual, se produce propagación inestable de
fisura (ruptura).

Sucede cuando: (J api¡cado) = (Jr) y ~ dP̂ °  = ̂

• Colapso plástico: Presión a la cual, se supera la resistencia estructural del
material (ruptura). Se utilizó como tensión de flujo plástico:

aflujo =au =Tensión última

7.4 Resultados de Ensayos a Plena Escala

Los resultados de los ensayos se presentan en la tabla 7-3 y figura 7-1. Estos 
muestran que los valores experimentales de la presión de ruptura para cada par 
de probetas ensayadas, no difieren en gran medida. Atribuyéndose la pequeña 
diferencia (« 2%) a variaciones estadísticas del material.
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Probetas a/t
Pruptura (Experimental) 

Sin Previa Prueba 
Hidráulica 
MPa [psi]

Pruptura (Experimental) 
Con Previa Prueba 

Hidráulica 
MPa [psi]

1er Par 0.10 91.03 [13,200] 
Probeta 1

92.07 [13,350] 
Probeta 2

2do Par 0.23 85.72 [12,430] 
Probeta 3

84.76 [12,290] 
Probeta 4

3er Par 0.39 86.75 [12,290] 
Probeta 5

88.62 [12,290] 
Probeta 6

4to Par 0.53 82.34 [11,940] 
Probeta 7

82.27 [11,930] 
Probeta 8

Tabla 7-3: Resultados experimentales de las presiones de ruptura

■ tubo 8 5/8" x 14.72mm 
(Probetas 1 a 8)

X Experimental
A Experimental (Con prueba hidráulica) 

-------Presión de Prueba Hidráulica (57.2 MPa)

■

■
&

A X
AX

■

•

-

' 1 ' ' '
0.0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1.0

a/t (profundidad de fisura/espesor)

Figura 7-1: Valores experimentales de Presión de ruptura vs. a/t

7.5 Ensayos a Pequeña Escala

Se realizaron en el Instituto de Investigaciones Científicas y Técnicas de las
Fuerzas Armadas (CITEFA).
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7.5.1 Material

El material estudiado es un acero grado X65, de bajo carbono, baja aleación y 
alta resistencia, con tratamiento térmico de temple y revenido, obtenido de tubos 
de conducción 8 5/8” x 14.72 mm. La composición química se presenta en la 
tabla 6-1 y las propiedades mecánicas en la tabla 6-2.

7.5.2 Probetas

Las probetas utilizadas fueron probetas de flexión en tres puntos (TPB), 
obtenidas del tubo 8 5/8” x 14.72 mm X65 (orientación CL), ver figs. 7-2 y 7-3.

Sobre las probetas que inicialmente presentaban una ranura, se hizo crecer una 
fisura mediante un proceso controlado de fatiga hasta las condiciones 
preestablecidas para el tamaño de fisura inicial (ao) [50]. La frecuencia de 
ciclado fue de 25 Hz.

Las dimensiones de las probetas con sus respectivos defectos se presentan en 
la tabla 7-4.

Carga

W = ancho ; S = longitud entre apoyos ; t = espesor; ao = longitud del defecto

Figura 7-2: Forma y condición de carga de la probeta TPB
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Figura 7-3: Orientación de la probeta TPB en el tubo (CL)

Probeta
t

Espesor
(mm)

W
ancho
(mm)

a0
Longitud 

del defecto 
(mm)

a0/W

1 7.92 16.08 4.80 0.30

2 7.95 15.98 4.50 0.28

3 8.02 15.98 6.40 0.40

4 7.98 15.96 6.50 0.41

5 7.96 16.00 7.85 0.49

6 7.97 16.00 8.10 0.51

7 7.96 15.97 8.00 0.50

Tabla 7-4: Dimensiones de las probetas con sus defectos

7.5.3 Metodología

Los ensayos se realizaron sometiendo a las probetas a distintas historias de 
carga, controlando el desplazamiento del punto de carga, con una velocidad de 
5x10'3 mm/seg.
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Las mediciones registradas durante el ensayo fueron la carga (P) y el 
desplazamiento del punto de carga (8).

Se realizaron tres tipos de historias de carga, en probetas con defectos de 
dimensiones similares, éstas son:

a) Probeta sometida a un proceso de carga, sin descargas en el trayecto hasta 
superar el Pmax (fig.7-4a).

b) Probeta sometida a un proceso de carga, con una descarga al alcanzar una 
tensión en el ligamento del 95% SMYS antes de Pmax y 4 descargas luego de 
Pmax (fig.7-4b).

c) Probeta sometida a un proceso de carga, con 3 descargas antes de Pmax y 4 
descargas luego de Pmax (fig.7-4c).

El análisis de datos experimentales consistió, en la comparación de las 
respuestas de carga para distintas historias de carga sobre probetas de 
dimensiones similares, con la finalidad de determinar si hubo diferencias en 
dichas respuestas.

a) Probeta sin descargas b) Probeta con una descarga en 95% P s m y s

antes de Pmax y 4 descargas luego de Pmax

Figura 7-4: Forma de las curvas carga (P) vs. desplazamiento del punto de
carga (5)

119



c) Probeta con 3 descargas antes de Pmax 
y 4 descargas luego de Pmax

Figura 7-4: Forma de las curvas carga (P) vs. desplazamiento del punto de
carga (5)

7.6 Resultados de Ensayos a Pequeña Escala

Los valores de carga máxima ( P m a x )  y los diagramas de carga de las probetas 
ensayadas, se presentan en la tabla 7-5 y las figuras 7-5 a 7-7 respectivamente. 
En la figura 7-8 se presenta el diagrama de P m a x  vs. longitud de defecto inicial / 
ancho (a0/W).

Observando las curvas de carga y los valores de Pmax, se concluye que las 
historias previas de carga no afectan el camino original de carga, ni los valores 
de carga máxima ( P m a x ) .  Al producirse una descarga sólo se interrumpe el 
camino original de carga, retomándose luego dicho camino al ser cargada 
nuevamente la probeta.
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Probeta a0/W
P max

(Kg)
Observaciones

1 0.30 1325

2 0.28 1400 Con una descarga en 95% Psmys

3 0.40 955

4 0.41 936 Con 3 descargas antes de Pmax

5 0.49 720

6 0.51 672 Con una descarga en 95% Psmys

7 0.50 710 Con 3 descargas antes de Pmax

Tabla 7-5: Valores experimentales de carga máxima (Pmax)

desplazamiento del punto de carga (8) [mm]

Figura 7-5: Curva de carga (P) vs. desplazamiento del punto de carga (5)
a/w = 0.3 (Probetas 1 y 2)
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desplazamiento del punto de carga (5) [mm]

Figura 7-6: Curva de carga (P) vs. desplazamiento del punto de carga (5)
a/w = 0.4 (Probetas 3 y 4)

desplazamiento del punto de carga (8) [mm]

Figura 7-7: Curva de carga (P) vs. desplazamiento del punto de carga (8)
a/w = 0.5 (Probetas 5, 6 y 7)
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Figura 7-8: Carga máxima (Pmax) vs. longitud de defecto inicial / ancho (a0/W)

7.7 Comparación entre Resultados de Ensayos a Plena Escala y 
Resultados Teóricos

Los resultados experimentales comparados con los predichos por la teoría se 
presentan en la tabla 7-6 y figs. 7-9 a 7-13. Cabe mencionar que el modelo 
teórico no contempla historias previas de carga.

Probetas

P ruptura 

(Experimental) 
MPa [psi]

P ruptura

(teórico) 
MPa [psi]

Observaciones

1er Par 1 91.03 [13,200] 85.7 [12,427]
2 92.07 [13,350] 82.5 [11,963] Con previa prueba hidráulica

2do Par 3 85.72 [12,430] 82.9 [12,021]
4 84.76 [12,290] 80.9 [11,731] Con previa prueba hidráulica

3er Par 5 86.75 [12,290] 78.9 [11,441]
6 88.62 [12,290] 80.6 [11,687] Con previa prueba hidráulica

4to Par 7 82.34 [11,940] 70.7 [10,252]
8 82.27 [11,930] 74.7 [12,180] Con previa prueba hidráulica

Tabla 7-6: Resultados experimentales y valores teóricos de presiones de ruptura
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a/t (profundidad de fisura/espesor)

Figura 7-9: Valores experimentales y teóricos de Presión de ruptura vs. a/t
(Probetas 1 y 2)

a/t (profundidad de fisura/espesor)

Figura 7-10: Valores experimentales y teóricos de Presión de ruptura vs. a/t
(Probetas 3 y 4)
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a/t (profundidad de fisura/espesor)

Figura 7-11: Valores experimentales y teóricos de Presión de ruptura vs. a/t
(Probetas 5 y 6)

tubo 8 5/8" x 14.72mm 
(Probetas 7 y 8)

a/c=0.284

a/t (profundidad de fisura/espesor)

X
A

PJ|C (Iniciación de Fractura)
Teórico (Punto de Inestabilidad) 
Teórico (Colapso Plástico) 
Experimental
Experimental (Con prueba hidráulica)

Figura 7-12: Valores experimentales y teóricos de Presión de ruptura vs. a/t
(Probetas 7 y 8)

125



a/t (profundidad de fisura/espesor)

Figura 7-13: Valores experimentales y teóricos de Presión de ruptura vs. a/t
(Probetas 1 a 8)

7.8 Conclusiones

• En tubos de conducción 8 5/8”x14.72 mm X65 que presentan defectos 
preexistentes hasta a/t = 0.55 (55% del espesor), la presión de ruptura (P r u p tu r a )  

no varía por efecto de una carga previa (prueba hidráulica).

• Los resultados experimentales de las presiones de ruptura están por encima 
de los valores teóricos, siendo recomendable el uso de los últimos como 
herramienta de diseño.

• Los ensayos a pequeña escala realizados en probetas de flexión en tres 
puntos (TPB), de un material X65, muestran que la historia previa de carga no 
afecta el camino original de carga, ni la carga máxima.
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8 Resumen. Conclusiones y Sugerencias

8.1 Resumen

• Se realizó un trabajo teórico-experimental sobre las condiciones de 
propagación radial de fisuras superficiales en tubos de conducción, con la 
finalidad de:

1) Determinar los tamaños de defectos críticos de comienzo de crecimiento de 
fisura estable e inestable (ruptura), para una determinada presión.

2) Determinar las presiones correspondientes al inicio de crecimiento de fisura 
estable e inestable (ruptura), para determinadas dimensiones y geometría 
del defecto.

3) Caracterizar el comportamiento del tubo.
4) Conocer las variables que gobiernan el proceso de crecimiento de la fisura.

• Se desarrolló un modelo teórico con el fin de determinar los puntos arriba 
mencionados para el caso específico de tubos elaborados con materiales 
metálicos que tienen un comportamiento del tipo Ramberg-Osgood y 
presentan fisuras superficiales no pasantes de forma semielíptica. El modelo 
se fundamenta en conceptos de la mecánica de fractura elasto-plástica y 
ruptura por colapso plástico, esta última considera sólo conceptos de 
resistencia de materiales y expresiones experimentales.

Los valores de entrada del modelo son: a) propiedades mecánicas del 
material, b) dimensiones del tubo y c) dimensiones del defecto ó presión 
actuante.

• Se realizaron ensayos de ruptura a plena escala a temperatura ambiente 
(20°C) en probetas con defectos superficiales, de tubos de conducción 8 5/8” 
x 14.72 mm de un acero de baja aleación y alta resistencia, grado X65, Q&T, 
acorde a la especificación API 5L. Los defectos presentaban una profundidad 
desde 10% a 55% del espesor de pared, con relaciones de profundidad / largo 
(a/c) entre 0.12 y 0.32.

• Los valores de presión de ruptura fueron comparados con los obtenidos 
mediante el modelo teórico a fin de evaluar la validez del modelo.

• Con la misma finalidad del punto anterior se compararon resultados 
experimentales de ensayos realizados anteriormente al presente trabajo con 
los obtenidos por el modelo para estos tubos. Estos ensayos fueron 
realizados en tubos: 7”x9.19 mm, 7”x10.36 mm, 5 1/2”x9.17 mm y 5 1/2”x7.72 
mm grado N80; 7”x9.19 mm, 4 1/2”x8.56 mm grado P110. La profundidad de
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los defectos estuvo comprendida entre 15% y 75% del espesor de pared, con 
relaciones de a/c entre 0.10 y 0.44.

• Como aplicación del modelo teórico en tubos 22”x7 mm de alta presión de 
gas, se realizó un análisis del tamaño de defecto crítico para el comienzo de 
crecimiento estable de fisura a la presión de trabajo del tubo (25 Kg/cm2). En 
el análisis se utilizaron propiedades del material obtenidas a partir de ensayos 
de caracterización del material y las geometrías del tubo y del defecto.

Se analizaron tres zonas del material: cuerpo, soldadura y zona afectada por 
el calor (ZAC) y tres geometrías de defectos: a/c = 0.2 , a/c = 1 y a/c = 1.6.

• Se realizó un estudio experimental sobre el efecto de la prueba hidráulica en 
la presión de ruptura (P r u p tu r a ) ,  en tubos de conducción 8 5/8” x 14.72 mm 
grado X65, desarrollándose los siguientes ensayos:

1) Ensayos a plena escala en probetas con defectos superficiales, de tubos de 
conducción 8 5/8” x 14.72 mm grado X65, simulando la prueba hidráulica.

2) Ensayos de laboratorio en probetas de flexión en tres puntos (TPB), 
simulando distintas historias de carga similares a la prueba hidráulica.

La metodología del análisis de los resultados experimentales, consistió en la 
comparación de las presiones de ruptura ó cargas máximas de pares de 
probetas que presentaban defectos artificiales de dimensiones similares. Una 
de ellas fue llevada directamente a la ruptura ó carga máxima, mientras que la 
otra antes de ser llevada a esta condición, se sometió a un ciclo de carga 
simulando la prueba hidráulica.

8.2 Discusión y Conclusiones

I) Del Modelo

• El modelo desarrollado presenta ciertas limitaciones, siendo aconsejable su 
utilización en tubos cuando:

1) La relación t/R¡ < 0.25.
2) Los defectos tienen las siguientes geometrías y dimensiones:

0 < a / c < 1 ; c / b < 0 . 5  ; 0.125 < a / t  < 0.75 
(a = profundidad de fisura ; c = semilargo de fisura ; b = semilargo del tubo ; t = espesor)

3) El material es metálico y tiene un comportamiento del tipo Ramberg- 
Osgood.
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• La parte plástica de la fuerza impulsora (Jpi) es función de un parámetro hi 
que no contempla el efecto del largo de la fisura 2c (a/c = 0), por esta razón 
cuando la relación a/c toma valores que no son pequeños y están próximos 
a 1, el largo de la fisura influye en la función hi, por consiguiente no es 
aconsejable aplicar el modelo para estas situaciones.

II) De los Ensayos 

Probetas grado X65

• Los ensayos de ruptura a plena escala, realizados en las probetas de tubos 
8 5/8” x 14.72 mm grado X65, muestran que:

1) Las probetas 3 y 4 presentaron pérdida (leak before break), mientras que 
las restantes propagación axial, esto se debe a que el tubo contiene 
relleno metálico, por consiguiente menos volumen de fluido, 
produciéndose la despresurización con mayor rapidez.

2) La fractura en la probeta 1 no se produjo en la zona del defecto (figs. 6-7 
y 6-8), esto se atribuye a la gran plasticidad presente, el alto valor de Jic 
y la variación de las propiedades mecánicas y geométricas en el tubo.

3) Las superficies de fractura tanto de la zona del ligamento como de la 
zona de propagación axial, analizadas a través de microscopía 
electrónica de barrido (SEM), muestran que la fractura se produjo por el 
mecanismo de nucleación, crecimiento y coalescencia de 
microcavidades, que es característico de fractura dúctil.

4) El comportamiento de la fractura en las probetas 1 y 2, que presentaban 
defectos poco profundos (a/t < 0.25), obedece a un mecanismo de 
ruptura por colapso plástico.

III) De la Comparación entre Resultados Experimentales v Teóricos

Probetas grado X65

• La diferencia entre los valores experimentales y los predichos por la teoría 
en los tubos X65, varía entre 3% y 17%.

Probetas grado N80 v P110

• En las probetas 3 y 4 de los tubos N80, los valores teóricos de las 
presiones de ruptura están muy por debajo de los valores experimentales, 
siendo esta diferencia « 50%. La diferencia es debido al alto valor de la
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relación a/c *  0.44, puesto que el modelo contempla parcialmente el 
efecto de a/c, apartándose de los valores reales a medida que la relación 
a/c toma valores próximos a 1.

• La diferencia entre los valores experimentales y los predichos por la teoría 
en los tubos grado N80 (exceptuando a las probetas 3 y 4) y P110, varía 
entre -7% y 18%.

En los materiales estudiados, se obtuvieron buenas correlaciones entre los 
valores experimentales y los predichos por la teoría. Por esta razón se 
recomienda la utilización del modelo teórico como herramienta de diseño, en 
la determinación de presiones críticas ó defectos críticos, tomando un 
margen de seguridad del 10%.

IV) Del Análisis de Confiabilidad Estructural en Tubos 22”x7mm

• Los resultados del estudio realizado en tubos 22”x7 mm de alta presión de 
gas, indican que para la presión de trabajo (25 Kg/cm2) los defectos 
máximos tolerables son mayores que el 90% del espesor del tubo. Por 
esta razón para que esté comprometida la seguridad estructural en dicha 
presión, los defectos deben ser extremadamente profundos.

V) Del Estudio Sobre la Influencia de la Prueba Hidráulica Sobre la 
Posterior Seguridad Estructural

• En tubos de conducción 8 5/8” x 14.72 mm X65 que presentan defectos 
preexistentes hasta a/t = 0.55 (55% del espesor), la presión de ruptura 
(P r u p tu r a )  no varía por efecto de una carga previa (prueba hidráulica).

• Los ensayos a pequeña escala realizados en probetas de flexión en tres 
puntos (TPB), de un material X65, muestran que la historia previa de carga 
no afecta el camino original de carga, ni la carga máxima.

8.3 Sugerencias

• Para mejorar el modelo teórico se aconseja desarrollar expresiones más 
precisas para la parte plástica de J (Jp!), particularmente a través de la 
dependencia de hi con a/c y su determinación para valores de a/t cercanos a 
0 y a 1.

• Es conveniente realizar un programa global que relacione la ruptura 
(propagación radial) con la propagación axial luego de la ruptura.
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