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1 CONTEXTO

El presente trabajo se desarrolla dentro de las actividades del autor durante la estancia de
practicas universitarias en IKERLAN.

Desde IKERLAN se quiere investigar sobre la aplicabilidad de |la Mecanica de la Fractura en la
prediccién de la vida a fatiga de metales con defectos. El presente trabajo, ayudara a orientar la
Tesis Doctoral que posteriormente comenzara. Con este fin, se realiza una revisién bibliografica
del estado del arte en la tematica.

2 OBIETIVO

El objetivo del presente trabajo es identificar, clasificar y revisar criticamente los trabajos
previos en el campo de la prediccidn de vida a fatiga a partir de defectos, con el fin de definir
una tesis doctoral que inicie una nueva linea de investigacién en este campo.

Este objetivo principal se puede dividir en una serie de objetivos menores cuya resolucion
conlleva satisfacer el objetivo principal:

e Identificar y clasificar los defectos que surgen en componentes metalicos durante su
fabricacion.

e Conocer el efecto de los defectos en la vida a fatiga de los componentes que los contienen.

e Conocer los parametros y métodos existentes en la literatura para cuantificar el efecto de
los defectos en la vida a fatiga del componente que los contiene.

e Conocer sobre las posibilidades de tratamiento de los defectos para que la Mecanica de la
Fractura pueda ser aplicada.

e Conocer las metodologias de cdlculo existentes en la literatura para estimar la vida a fatiga
de un componente con defectos basado en la Mecanica de la Fractura.

e Conocer los métodos numérico-computacionales existentes en la literatura para estimar la
vida a fatiga de un componente con defectos.

El presente trabajo pretende dotar a IKERLAN y al autor del conocimiento y las capacidades
basicas necesarias para orientar y llevar a cabo una Tesis Doctoral.

3 ALCANCE

Para cumplir con los objetivos fijados, se realiza una revisidn bibliografica de todos los aspectos
relativos a la prediccidn de la vida a fatiga de componentes metalicos con defectos que se
consideran oportunos.
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4 INTRODUCCION

El proceso de daiio por fatiga en metales principalmente involucra (i) la nucleacién y el
crecimiento de microgrietas hasta una longitud mayor que el tamafio de grano del orden de
200 um, (ii) la propagacidn de grieta corta (habitualmente menor de 2mm) y (iii) la propagacion
de grieta larga.

En componentes que presentan defectos el primer paso de nucleacidn puede no existir y, por
lo tanto, la vida a fatiga consistiria en la propagacion de grieta corta seguido de la propagacién
de grieta larga. Debido a la influencia que pueden llegar a tener los defectos en el
comportamiento a fatiga de componentes con defectos [1], métodos que consideren
explicitamente su influencia son de gran interés en aplicaciones de disefio tolerante al dafo [2].

Para realizar estimaciones de la vida a fatiga, existen cuatro diferentes métodos generales; (i) el
método de la tensién nominal-vida (Ao — N), que relaciona la tensién nominal con la
resistencia a fatiga; (ii) el método de la deformacion local-vida (Ae — N), que relaciona la
deformacidn local en entallas con el comportamiento de probetas sin entalla en fatiga
controlada por deformacion, posibilitando usar modelos analiticos para determinar
deformaciones locales a partir de tensiones o deformaciones globales o nominales; (iii) el

método de la propagacién de grieta de fatiga (z—; — AK), el cual hace uso de la teoria de la

mecadnica de la fractura y permite estimar el nimero de ciclos para que una grieta crezca de un
tamafio determinado a otro o hasta la fractura; (iv) conjuga el método de la deformacidn local-
vida, para obtener el nimero de ciclos hasta la formacion de una pequefia macrogrieta y el
método de la mecanica de la fractura para estimar la vida restante, la propagacion de la grieta
hasta la fractura o la condicién de inestabilidad impuesta.

En el cuarto caso, se obtienen dos vidas, el nimero de ciclos de la iniciacién y el numero de
ciclos de la propagacion, y se suman para obtener la vida total del componente. Es importante
definir correctamente el tamafio de transicién entre estas dos vidas. Para aplicaciones
ingenieriles, el tamano de grieta de transicidn normalmente viene dado por el tamafio minimo
detectable por técnicas no-destructivas de inspeccion, que suele ser de 1-2,5mm [3]. La fase de
iniciacion aqui descrita comprende la localizacién del dafo, la nucleacidn de una microgrieta y
la propagacion hasta el tamafio detectable. La fase de propagacion contempla la propagacion
de la grieta desde el tamafo detectable hasta el fallo del componente. Si la fase de
propagacién incluye la propagacion de grietas cortas, el tamafio de transicidn se reduce a
tamafios caracteristicos de la microestructura como el tamafo de grano.

Estos métodos de estimacidon de vida a fatiga se usan de forma diferente segun el criterio de
diseno, que puede clasificarse en general en disefio a vida infinita, disefio a vida finita y disefio
tolerante al dafio. Para el Gltimo, se usa el método de la mecanica de la fractura,
relacionandolo con la estimacién de la vida restante. Los nuevos desarrollos en el campo de la
mecadnica de la fractura, especialmente en la propagacién de grietas cortas, posibilitan
implementar este método en la etapa de disefio, estimando la vida a fatiga de componentes
con pequefias grietas o defectos asimilables a grietas derivados de la etapa de fabricacion.
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5 FATIGA EN METALES

La fatiga en metales es consecuencia del espectro de carga tensidon-deformacién dependiente
del tiempo (Fig.1a). Cada ciclo de carga se representa por el buble de histéresis tension-
deformacidn (Fig.1b).

o4 o4

max

-

=
RS
=
Q

Ag
(a) (b)
Figura 1: Representacion esquemadtica de (a) carga de fatiga sinusoidal en términos de tension y dependiente del

tiempo y (b) el correspondiente buble de histéresis tension-deformacion. Definicion de los principales paradmetros.
Fuente: [4]

En la Fig.1 se definen las variables que definen la carga; donde .45 Y Omin SON €l valor
absoluto maximo y minimo de tensién en un ciclo, g,,, y &, son las componentes medias de la

.. .. . Ao Ae . L. ..
tensiéon y la deformacién, respectivamente, V5 la amplitud de la tension y deformacion

respectivamente, Y £,4x Y Emin SON €l valor absoluto maximo y minimo de deformacién en un
ciclo. Estas variables estan relacionadas entre si del siguiente modo:

Om = (Omax + Omin) /2 (1)
Em = (Emax + Emin)/2 (2)
A?J = (Omax — Omin)/2 (3)
% = (Emax — Emin)/2 (4)

La relacion entre el valor minimo y el valor maximo de la tensiéon (Ec.5) se define como ratio de
tensiones R. Para una carga alterna pura (g,, = 0) el ratio de tensiones es R = —1, en cambio,
para una carga pulsante (0, = 0), R = 0.

R = 0pmin/Omax (5)

Comunmente, el comportamiento a fatiga de un material se caracteriza con la llamada curva
Wohler o curva S-N. Es una representacion grafica que relaciona los ciclos de carga hasta la
rotura y el valor de la carga ciclica. Las curvas S-N se derivan normalmente ensayando probetas
del material a diferentes tensiones hasta la rotura. Lo mds comun a la hora de escalar estas
curvas a nivel de componente se utilizan coeficientes modificativos que minoran o mayoran
segun el caso.

Se distinguen tres regimenes en fatiga dependiendo del nimero de ciclos hasta el fallo: LCF o
fatiga de ciclos cortos, correspondiente al rango Ny < 103; HCF o fatiga de ciclos altos,
correspondiente al rango 10 < N; < 10°; y VHCF o fatiga de ciclos muy altos 10° < Ny.
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5.1 EVALUACION A FATIGA DEL EFECTO ENTALLA

Es comun encontrar en componentes industriales y de maquinas discontinuidades
geométricas, como pueden ser agujeros, ranuras o cambios de seccién. Estas discontinuidades
actuan como concentradores de tensiones e influyen en la resistencia y vida a fatiga del
componente por el aumento de tensidn generado en sus cercanias [5].

Debido a la concentracién de tensiones introducida por la entalla, la tensién aumenta en la
cercania de la entalla adquiriendo su valor maximo en la raiz de la entalla. Alejandose de la
entalla, la tensién disminuye hasta llegar al valor de la tensidn que habria en ese punto en
ausencia de la entalla. Por lo tanto, la concentracion de tensiones en la entalla tiene un efecto
local y afecta Unicamente a las cercanias de la entalla.

Se han desarrollado varias teorias numéricas y métodos [6] para anadir el efecto entalla en
modelos de dafio y prediccién de vida a fatiga en metales, con el objetivo de proveer de
sustento tedrico para un disefio estructural optimo y para la evaluacion de la integridad.

Para poder hacer una descripcidn cuantitativa del efecto concentrador de tensiones de una
entalla en un componente, se introduce el concepto del factor de concentracion de tensiones
tedrico k;. El k; es la relacion entre la tensién maxima en la raiz de la entalla y la tensién que
habria en ausencia de la entalla en la raiz de la entalla.

K, = Jme (6)

Onom

Sin embargo, es ampliamente aceptado que su uso en la evaluacion de la vida a fatiga de
material ductil o de componentes con entallas agudas lleva a una prediccién no
conservativa[7].

Para salvar estas limitaciones, se introduce el factor de reduccién de la resistencia a fatiga [6]
ks (1 < kf < k) que representa la influencia del efecto entalla en la resistencia a fatiga:

Kp =22 (7)

O'Of
Siendo, oy, la resistencia a fatiga sin entalla y oy la resistencia a fatiga con entalla.

A kf, también se le denomina, factor de concentracion de tensiones en fatiga.

Existen diferentes métodos o estrategias para considerar la concentracién de tensiones en la
evaluacion de la vida a fatiga de componentes con entallas:

(a) Modificar las curvas de fatiga (denominadas curvas S-N) del componente sin entalla,
minordndolas. La curva nueva predecird una menor duracién para el mismo nivel de tension.

El valor de kf se calcula a partir de k. y de la sensibilidad a la entallag (0 < g < 1).
ke=1+q-(ke—1) (8)

(b) Modificando la tensién y utilizando la curva SN original. La tension se minora dividiéndola
por k¢. En la practica, es equivalente al enfoque anterior y daran el mismo resultado.

(c) El método de las distancias criticas (TCD) (o teoria de las distancias criticas) no modifica la
curva SN, en su lugar, estima una tensidn efectiva y utiliza la curva SN original (sin entalla).
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5.1.1 Teoria de las distancias criticas (TCD)

Denominadas asi por Taylor [8], son un grupo de teorias para predecir el efecto de entallas u
otro tipo de concentrador de tensiones. Se introduce un parametro llamado longitud critica L
que puede estar referido a un pardmetro de una grieta, una entalla o un defecto. Si, por
ejemplo, el tamafio de una grieta es mucho mayor que L, se puede aplicar la mecanica de la
fractura elastico lineal (LEFM). Por el contrario, si es mucho menor que L, no afectara al limite
de fatiga, como muestra la Fig.4. Una longitud L cominmente usada, viene dada por

L=21(%)’ (9)

T \oy

10
0.0 0.1 1 10 100

Crack Length, a (mm)

Figura 2: Prediccion TCD; definicion de la distancia critica L. Fuente: [8]

En la Ec.9 K es la tenacidad del material o el valor critico del factor de intensidad de
tensiones, y g,, es la resistencia Ultima del material o la tensidn maxima en el ensayo de
traccidn cuasi estatico. En problemas de fatiga se emplea la misma expresién (Ec.9)
remplazando estas constantes del material por; el valor umbral del factor de intensidad de
tensiones ciclico AK;y, y el limite de fatiga ciclico Agy. En metales, L podria estar relacionado
con las grietas que no se propagan (NPC) [8].

L = L (&)’ (10)

n \ Agy

Existen cuatro métodos que usan L junto a un analisis elastico lineal; dos se basan en las
tensiones y los otros dos en deformaciones.

(i) En el método del punto (PM) se asume que el fallo ocurre cuando la tensidn alcanza g a
cierta distancia desde la entalla, 7,.. Esto se puede aplicar a fatiga sustituyendo por la tensién
ciclica. Se ha argumentado tedricamente [9], [10] que 7, tiene un valor de L/2.

(ii) EI método de la linea (LM) [11] es similar al del punto exceptuando que la tensidn es
promediada a lo largo de una linea, empezando desde la raiz de la entalla. Se ha visto, que la
longitud de la linea esta relacionada con L y tiene un valor de 2L. Existen métodos similares
promediando en un area o un volumen.

(iii) El método de la grieta imaginaria (ICM) esta basada en la mecanica de la fractura. Se
supone una grieta en la raiz de la entalla y se predice que el fallo ocurre cuando en la grieta se
alcanza K. (o AK;y en fatiga). Se suele asumir una longitud de grieta igual a L, aunque
dependiendo de la geometria algunas modificaciones podrian ser adecuadas. El modelo de El
Haddad [12] es un ejemplo de método ICM.

(iv) En el método llamado mecénica de la fractura finita (FFM) [13], la condicién de fallo se
obtiene de un balance energético asumiendo una extensidon de grieta finita. El criterio de fallo
puede ser expresado por la Ec.11. Para conocer los detalles del criterio acudir al Anexo |l.
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[ K?da = KE - 2L (12)

Resulta que un valor apropiado para la extensidn de la grieta es 2L. De nuevo, se recuerda que
segln la geometria se requeriran correcciones.

5.2 FATIGA PROBABILISTICA

Un problema general de la fatiga, el efecto escala [14], se refiere al hecho de que las
propiedades de fatiga tienden a decrecer cuando el tamafio del componente aumenta. Este
comportamiento parece estar relacionado a la probabilidad de encontrar un “punto débil” en
la microestructura del material [15]. Se ha confirmado para el caso de metales conteniendo
defectos [16]. La FAA Advisory Circular 33.70-1 definiendo los requerimientos de tolerancia al
dafio para componentes de motores con vida finita establecié que “the probabilistic approach
to damage tolerance assessment is one of two elements necessary to appropriately assess
damage tolerance”.

Cuando existe incertidumbre debido a muchas fuentes de variabilidad, los métodos
probabilisticos son los mas adecuados sin exceso de conservacionismo que estaria causado por
el uso de métodos deterministas clasicos como los basados en coeficientes de seguridad [17].

Muchas veces un material se caracteriza por medio de probetas. A la hora de extrapolar estas
propiedades al componente hay que tener en cuenta el efecto escala antes comentado. Para
tener en cuenta este efecto escala adecuadamente en el andlisis, se requiere un método
basado en la estadistica.

Existen dos técnicas para lidiar con el efecto escala en términos de probabilidad de fallo para
un volumen de material dado: (i) El método del eslabdn débil (WL) en el que se calcula la
probabilidad de fallo para cualquier defecto en un sub-volumen de material y el volumen del
material se considera como una serie de sub-volumenes; (ii) un método de valores extremos
(EVS) en el que la probabilidad de fallo se calcula para el maximo defecto en el volumen del
material.

La limitacién de los métodos deterministas es evidente cuando se consideran multiples zonas
criticas en las que se podria iniciar una grieta, cuando existe variabilidad en los pardametros
clave (tamano de defecto o distribucidn de tensiones residuales) y cuando el volumen del
material este sujeto al efecto escala. Incluso considerando la variabilidad de las predicciones de
vida para una Unica region del componente, seria imposible implementar un analisis de
propagacién de grieta para todo el componente. Esta limitacidn alienta la aplicacién de
métodos probabilisticos.

Existen varios tipos de métodos disponibles en literatura para la evaluacidn probabilistica
basado en un andlisis estructural FEM y en presencia de defectos: (i) métodos basados en
conceptos de WL y la suposicidn de distribucidn de Weibull que lo sustenta [18]—[20]; (ii)
método WL basado en un modelo de fatiga combinado con EVS para defectos [15]; (iii)
simulaciones explicitas de propagacién de grieta con simulaciones Monte Carlo (MC) [21]-[26].
Los métodos WL tienen la ventaja de reducir drasticamente el coste computacional gracias a su
formulacién analitica, mientras que las simulaciones de propagacién de grieta pueden describir
con precision la vida a partir del campo de tensiones local y se pueden combinar con analisis
de la detectabilidad del defecto.
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El desafio real es aplicar estos métodos usando como entrada los datos obtenidos de la
campafia de ensayos de la calificacién del proceso de fabricacion y del componente, de tal
forma que pudieran ser soporte para el disefio y calificacion del componente.

El modelo probabilistico mas simple para describir este efecto es el concepto del eslabon mas
débil (WL). Denotando como, F_j4in la funcidn de distribuciéon acumulativa para una cadena de
Ni elementos (o eslabones), bajo la hipdtesis de elementos independientes, se puede escribir
de la siguiente forma:

j=N N
Renain = 1 = Fenain = H§'=1E(1 - F]) = l_[j=E1(1 - F]) = R; (12)

donde R se refiere a la fiabilidad (R = 1 — F). Esta ecuacién permite modelar la dependencia
de las propiedades de fatiga al tamafio y puede ser facilmente manejado si F se expresa por la
distribuciédn Weibull [27]. El volumen (o superficie) del componente estd formado por Ng
elementos.

El mismo procedimiento puede ser adoptado para describir la fiabilidad de un componente
Rcomp discretizado por una serie de elementos N independientes del material bajo niveles de
tension diferente como

N
Rcomp = Hj=E1 :RVE,j (13)

donde Ry,,j expresa la fiabilidad de un elemento j del material discretizado, sometido a una
tension s;. Basado en este concepto, se ha adoptado este procedimiento para expresar el
efecto entalla en fatiga adoptando la distribucién de Weibull [16], [28].

La adaptacién de WL a elementos finitos, fue introducido por [29], basado en la distribucién de
Weibull. El concepto WL aplicado a elementos finitos fue desarrollado matematicamente
refiriéndose a la discretizacién de volumenes o superficies como dos modelos separados para
describir el efecto tamano. El analisis de Schmitz [30], describiendo el efecto tamafio en LCF,
demostrd que una formulacidn basada en superficie era mas adecuada para la evaluacién a
fatiga de superaleaciones de Niquel.

Beretta [31], fue el primero en adoptar WL para determinar la resistencia a fatiga en presencia
de defectos. Los componentes se discretizaron por elementos finitos asociando un Unico valor
de tension (el correspondiente al centroide) a cada elemento y se adoptd el modelo resistente
de Murakami-Endo [32]. Los célculos se realizaron bajo la hipétesis conservadora de que todos
los defectos podian ser tratados como grietas superficiales.

La formulaciéon FEM de WL para andlisis probabilistico de un componente defectuoso fue
desarrollado en el NTNU e implementado en el software P-FAT [20]. La formulacion esta basada
en el modelo de El Haddad y en la descripcién del tamafo maximo de defecto en sub-
volimenes a través de una distribucidn de valores extremos. Se demostré que la distribucidn
de la resistencia a fatiga puede ser descrita por una funcién de Weibull y aplicar el concepto
WL para evaluar la probabilidad de fallo de componentes. El método no distingue entre defecto
superficial o defecto interno. La versién analitica de P-FAT, no es capaz de proveer estimaciones
de la vida a fatiga [15].

A fin de solventar estas limitaciones, se desarrollé una nueva version explicita de P-FAT en
NTNU. El concepto WL y los calculos analiticos, se sustituyeron por célculos de propagacion de
grieta explicito y directo para una serie de defectos localizados al azar en el componente. La
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distribucidon de la resistencia a fatiga se obtuvo por medio de simulaciones Monte Carlo (MC)
[21], [22].

Un método explicito similar, es adoptado en el software de simulacion DARWIN, que fue
desarrollado para certificar discos de turbinas de motores.[23]-[25]. La version actual es capaz
de analizar componentes 3D con defectos inherentes. El analisis probabilistico de la
propagacioén de la grieta a fatiga se lleva a cabo por medio de extensas simulaciones MC en los
que se introducen anomalias en cada uno de los nodos y aplicando la teoria WL. La distribucidn

de la resistencia a fatiga se obtiene a partir de la distribucidn de probabilidad de fallo para vida
infinita.

El principal problema del calculo de propagacion de grieta explicito es el tiempo que requiere
para los andlisis de propagacidn y las simulaciones MC, lo que hace dificil para un disefiador
explorar rapidamente el disefio para su dimensionamiento.

Para salvar estas limitaciones, desarrollaron el software ProFACE (Probabilistic Fatigue
Assessment of Engineering Components with dEfects). En la Tabla 1 se comparan sus
caracteristicas con otros softwares similares. Esta herramienta desarrollada por Romano,
Miccoli y Beretta [15], se concebido como un instrumento probabilistico rdpido que fuera capaz
de asistir el disefio de componentes AM.
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6 MECANICA DE LA FRACTURA

6.1 MECANICA DE LA FRACTURA ELASTICO LINEAL

Los conceptos de la mecanica de la fractura que desarrollados con anterioridad a la década de
los 60s son solo aplicables a materiales que obedecen la ley de Hooke, esto es, su uso estd
restringido a estructuras con un comportamiento global elastico lineal.

Desde los 1960s se han desarrollado teorias que tienen en cuenta varios tipos de no-
linealidades en el comportamiento del material, como pueden ser la plasticidad y la
viscoplasticidad. También se han tenido en cuenta efectos dindmicos. Sin embargo, estos
nuevos desarrollos no dejan de ser una extension de la mecénica de la fractura elastico lineal
(LEFM). Es por ello por lo que la comprensidn de las bases de LEFM es esencial para entender
conceptos mas avanzados de la mecanica de la fractura.

Existen tres modos de carga que puede experimentar una grieta, como ilustra la Fig.5. El modo
I, lamado modo de apertura, tiende a abrir la grieta aplicando la carga principal perpendicular
al plano de la grieta. El modo I, Ilamado modo de deslizamiento corresponde a un esfuerzo
cortante dentro del plano de la grieta, tiende a deslizar las caras de la grieta entre si. El modo
Il, llamado modo de desgarramiento aplica un esfuerzo cortante fuera del plano de la grieta.

Mode | Mode II Mode I
(Opening) (In-Plane Shear) (Out-of-Plane Shear)

- »
'

Figura 3: Los tres modos de carga aplicables a una grieta. Fuente: [33]

Al igual que las entallas, las grietas también introducen una concentracidn de tensiones, lo que
aumenta la tensién a medida que se acerca al borde de grieta. A diferencia de las entallas, las
grietas tienen un radio de acuerdo nulo y una forma muy aguda. Esto hace que la tension
aumente de forma ilimitada en el borde de grieta por la singularidad que esta introduce.

Crack >

Figura 4: Definicion de sistema de coordenadas local asociado al borde de grieta. Fuente: [33]
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Para una placa infinita con una grieta sometida al modo |, el campo tensional se puede calcular:

0 0 0
Opy = ;’T - f1(0) f1(8) = cosZ (1 — sen;sen%) (14)
K 0 6 36
Ty = —27’" - £,(6) f2(0) = cos>(1+ senzsen=) (15)
K 6 6 36
Tyy = 27’" - f3(0) f3(0) = COS—sen-cos— (16)

En el caso de tension plana, g,, = 0. En deformacion plana, o,, = v - (0xx + 0y, ). En ambos
€asos, Ty, = Ty, = 0. La definicion de 6 y r esta representada en la Fig.6.

Las Ec.14-16 son validas solo para el campo préximo al borde de la grieta dominado por la
singularidad. En la Fig.7 se representa dicha zona de singularidad, donde las ecuaciones
anteriores tienen validez y la transicién hacia la tensidn de campo remoto.

Para resolver la dificultad de tratar con una tension infinita en el borde de grieta, Irwin [34],
[35] introdujo a finales de los 1950s el concepto de factor de intensidad de tensiones SIF (por
sus siglas en inglés).

Teniendo una grieta pasante de longitud 2a orientada en el eje x en una placa infinitay
aplicando un esfuerzo de traccidn uniaxial g, en la direccidn del eje y, se obtiene el siguiente
valor para el factor de intensidad de tensiones en el modo I:

Ki=0y-Vm-a (17)

La tensién normal en las cercanias del borde de la grieta, a lo largo del eje x, se puede escribir
como:

_ _Ki
Oyy = o (18)

La tension por cortadura t,,, es nula, lo que significa que el plano de la grieta es un plano
principal del Modo | puro. La Fig.7 es una representacion grafica de la tensidon normal al plano
de la grieta g,,,, en funcion de la distancia desde el frente de la grieta r. La Ec.18 solo es valida
en el campo proximo a la grieta. Lejos de la grieta las tensiones son gobernadas por las
condiciones de contorno remotas. A la regidn, en la cual las Ec.18 tiene validez, se le denomina
zona dominada por la singularidad.

Las tensiones cerca de la grieta se incrementan proporcionalmente a K. Es mas, K define
completamente las condiciones (tensiones, deformaciones y desplazamientos) del frente de
grieta en funcion de r y 6. De hecho, esta descripcidn de las condiciones en el frente de la
grieta gracias a un Unico pardmetro K resulta ser uno de los conceptos mas importante de la
mecanica de la fractura.

El factor de intensidad de tensiones K depende de las condiciones de contorno remotas. Para
casos con configuraciones sencillas, existen soluciones de forma cerrada para el célculo de K
[36]. Cuando la configuracion es mds compleja, se puede estimar el valor de K de forma
experimental o por medio de un analisis numérico.



eman ta zabal zazu

v BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

. . ) ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO
Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

Singularity Dominated
Zone

Figura 5: Tension normal al plano de la grieta para Modo . Fuente: [33]

Newman y Raju [37] desarrollaron la Ec.#1 para calcular AK para diferentes puntos
representativos del frente de una grieta semi circular en una seccioén circular.

AK; = Ao [7=f($) (19)
donde,
Q=1+1464 (%)1'65 (20)
1=[113-009(%)] - [1+0.1(1 - sing)?] (21)
F(¢) = [sin2 b+ (g)z cos? ¢]1/4 (22)

Tal y como muestra la Fig.8, ¢ es la posicion angular de los puntos representativos, a es la
profundidad de la grieta, 2c es la anchura de la grieta y Ao es el rango de tensidn ciclico
aplicado. De este modo, se puede obtener el factor de intensidad de tensiones en el frente de
la grieta de forma continua, considerando los cambios que se producen en la relacién de

aspecto (%)

A

%LB"
R

Figura 6: Grieta semi eliptica. Fuente:[37]

La mayoria de las configuraciones para los que existe una solucion de forma cerrada de K
consiste en una geometria de grieta simple en una placa infinita (o al menos, las dimensiones
de la grieta son muy pequefias en comparacion a los de la placa). En estas condiciones, las
condiciones en el borde de grieta no estan influenciado por superficies exteriores.
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Se introduce el factor geométrico a en el calculo de K para tener en cuenta la redistribucion de
las tensiones remotas a consecuencia de la existencia de una grieta. La Ec.17 se modifica
quedando:

Ki=0y-a-Vm-a (23)

En cuanto a las propiedades a fatiga del modo mixto, se ha visto [38] que el valor umbral del
rango del factor de intensidades AK;; obtenido para el modo | representa un valor
conservativo frente a AK;,, obtenido para el modo mixto. Bajo condiciones de propagacidn de
grieta en modo mixto un valor equivalente del factor de intensidad de tensiones ciclico puede
ser considerado, teniendo en cuenta la aportacién de cada uno de los tres factores. En una
grieta pasante situada en una placa, bajo condiciones de tensién plana, el factor de intensidad
de tensiones ciclico equivalente AK,, puede obtenerserse a través de la siguiente expresion
propuesta por [39]:

AKeq = [AKIZ + AKIZI + (1 + U)AKIZH]O'S (24)

donde v es el coeficiente de Poisson y AK; es el factor de intensidad de tensiones ciclico del
modo i.

La propagacién de las grietas, tipicamente, se representa en una grafica en doble escala
logaritmica enfrentando la tasa de propagacién da/dN vy el pardmetro gobernante que rige la
propagacion:

da

oy = f(parametro gobernante) (25)

Paris y Erdogan [40] usaron AK como parametro gobernante y dos parametros de ajuste. La
Ec.96 representa una recta y se ajusta parcialmente a la curva de propagacion. El tramo en el
que el ajuste lineal es valido es el régimen Il en la Fig.9, también se le llama régimen de Paris. El
régimen | es la zona cercana al umbral de propagacién AK;, y el régimen Il es la zona de
fractura en el que AK se acerca al valor de la tenacidad K, y la tasa de propagacion se dispara
hasta el fallo.

log da/dN . . .
A Regién 1 Region 11 Regién III
fracture
“ Paris law
n

logC

»
logAK

Figura 7: Curva de propagacion de grieta a fatiga, el ajuste de Paris y definicion de las distintas regiones. Adaptado
de Fuente: [41]
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6.2 MECANICA DE LA FRACTURA ELASTICO PLASTICA

La aplicabilidad de LEFM es limitada, se acepta su uso siempre que el radio plastico en la punta
de grieta se pequefio en comparacion a la grieta. Esto es solo aplicable a grietas largas, en la
fase de propagacion de grieta corta en materiales ductiles esta gobernado por la plasticidad en
la punta de la grieta y la extensidn de esta es grande en comparacioén a la longitud de la grieta.
Otro de los motivos es que LEFM se fundamenta en la suposicién de que el material es un
medio continuo, sin embargo, en las fases iniciales de la propagacion, donde la microestructura
tiene influencia, el material tiene un comportamiento anisotrépico[41].

Estas limitaciones pueden ser salvadas parcialmente aplicando el método de la mecanica de la
fractura eldstico-pldstica (EPFM), que relaciona la propagacién de la grieta con la deformacién
eldstico-plastica alrededor del frente de grieta. Los conceptos mas usados son el de la integral
J, el desplazamiento de apertura de punta de grieta (CTOD) y los métodos yield-strip.

6.2.1 Plasticidad en la punta de grieta

Justo en la punta de la grieta, la Ec.18 predice un valor infinito para el factor de intensidad de
tensiones. Sin embargo, en materiales ductiles el nivel de tensidon no puede exceder el valor de
la tension de fluencia gy. Por lo tanto, el gradiente de tensiones gy, delante de la punta de
grieta, corresponde a la linea solida de la Fig.10.

o, A

Oy

COD i

Figura 8:Correccion de la zona pldstica de acuerdo con Irwin [42]. Fuente:[41]

Para implementar esto dentro del concepto del factor de intensidad de tensiones K, Irwin [42]
introdujo una correccién de la longitud de la grieta por la cual se establece que esta se ve
reducida una longitud §. Siendo § la longitud necesaria para un area equivalente (Il en la
Fig.10) al area de la curva ay,, (I en la Fig.10) que queda por encima de la tension de fluencia.
Una primera estimacion del tamafio de la zona plastica r*se puede obtener por la Ec.19 para
6 =0y oy, = oy:

2
*_KI

rt = 2703 (26)
De la igualdad de las areas | y Il (Fig.10) se puede expresar como
* r* KI *
A =oy(r,— 1) =/, Wdr—ay-rp = Ay (27)

que resulta en un mayor tamafio de la zona plastica para tensién plana.
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T, = Mo 2r* (28)
p - 7'[0'12/ -
Bajo condiciones de deformacidn plana el campo de tensiones en el frente de grieta es triaxial.
El tamafio de la zona plastica bajo estas condiciones viene dado por
r =X (1= 202 (29)
p - 7'[0'12/
Para un valor del coeficiente de Poisson v = 0.3 (utilizado para la mayoria de los metales) el
tamafio del radio plastico es 6 veces menor al correspondiente a tensidn plana (Fig.11).

three-dimensional
extension of the
plastic zone

plane strain

plane stress

Figura 9: Tamaifio de la zona pldstica tridimensional. Fuente: [41]

Analogo a la correccion de la zona plastica de Irwin, el modelo de Dugdale-Barenblatt [43], [44]
considera una grieta de tamafio 2a extendido por una zona plastica p, de acuerdo con la
Fig.10.

El factor de intensidad de tensiones del modo | para una carga remota o se obtiene como

K, =on(a+p) (30)

Se asume que existe otro factor de intensidad actuando en contra de ¢ (debido a la fluencia de
la zona plastica) con un efecto de cierre de grieta. El tamafo de la zona plastica se puede
expresar como [41]

HET (31

6.2.2 CTOD

Derivado del trabajo de Irwin [42] y Dugdale-Barenblatt [43], [44], se puede determinar [45] el
CTOD.. Sustituyendo los tamafios de radio plastico 7, del apartado anterior, se obtiene CTOD
segln Irwin (tension plana):

2
crop =L (32)
Oy
Analogamente, segin Dugdale-Barenblatt:
2
CTOD =~ (33)

mE -oy
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dondem ~ 1y E = E corresponden a tensién planaym ~ 2y E = E/(1-2v)?a
deformacidn plana.

Para analizar casos en los que la plastificacion en el frente de grieta es muy pronunciada, Rice
[46] sugirid una tasa de liberacidn de energia no lineal, la lamada integral /. Se basa en el
cambio de energia potencial debido al avance de la grieta.

0=0y X | load P
| v e, .

?(‘TOD 1 crack
A £ :

plastic zone p crack length 2a

Figura 10: Parametros geométricos del modelo de Dugdale-Barenblatt. Fuente: [41]

6.2.3 Integral J

La integral J, basada en la teoria de la plasticidad, ha sido desarrollada para un
comportamiento de deformacién elastica no lineal. Esto hace que su aplicacion este limitado a
aumentos de cargas proporcionales y monotdnicos. Estas condiciones no son validas para una
grieta que se propaga. Mientras que las tensiones y deformaciones locales incrementan con el
aumento de la carga aplicada por delante del frente de la grieta, simultdneamente disminuyen
en su estela. Para posibilitar la aplicacion de la integral J en la propagacion de grietas se
obtiene una integral J independiente de la trayectoria, definida para la porcidn de aumento de
carga de la curva ciclica de tension-deformacidn [47], [48]. Luego, la integral AJ se formula
como:

o =, |aw.dy - ﬁ{%ds] (34)

siendo la densidad de energia de deformacion AW, = [[Acd;;d (Ag;))], AT, el vector de las
componentes del tensor g;; normales a la trayectoria de integracion 'y A—u; el vector

desplazamiento, como muestra la Fig.11.

Va

Figura 11: Trayectoria de integracion de la integral |. Fuente: [41]

Para el caso de un material elastico lineal bajo el modo |, se puede aplicar la siguiente relacién:
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_ Kt

J=g="4 (35)

La propagacion de grieta larga en HCF puede ser descrita por la curva Z—Z — AK. Sin embargo,

cuando se aplica AK a grietas mecanicamente cortas, sucede que las grietas crecen con un
valor AK menor al valor umbral de grieta larga AK;j, ;¢ y por encima de este valor crecen con

una tasa de propagacién mayor del que lo harian las grietas largas. En otras palabras, la curva

da

prvie AK de grieta larga no se puede utilizar para describir la propagacion de grieta corta. La

razoén detrds de esto es que la suposicién de zona plastica pequeiia en comparacion a la grieta
ya no se cumple en grieta corta, donde la zona plastica supone una fraccion importarte de la
longitud de la grieta o incluso esta enteramente embebida en ella. Por lo tanto, el concepto de
laintegral J ciclica A] o ACTOD tienen que ser utilizados sustituyendo al factor de intensidad
de tensiones ciclico AK. Se ha visto [49]-[52] que, con A] como pardmetro gobernante
adecuadamente definido y considerando el cierre de grita correctamente, las curvas de la tasa
de propagacion de la grieta corta y larga coinciden.

Notese que a diferencia de AK = K5 — Kimin €l parametro AJ # Jiax — Jmin-

La independencia en la trayectoria de la grieta de la integral AJ ha sido probada [48], [51], [53]
y su aplicacion es comun (ver revisidn [54]). Sin embargo, existen limitaciones [47]:

(i) AJ puede depender de la trayectoria cuando no se cumple la condicidn del material elastico
saturado ciclicamente.

(ii) Bajo condiciones de zona plastica grande relativa al tamafo de grieta, AJ pierde su
significado de parametro que describe exclusivamente el campo tensién-deformacion delante
de la grieta, en particular para geometrias poco restringidas.

6.2.4 Strip yield model modificado de Newman

Es el método utilizado en el cddigo de FASTRAN [55]. Hace uso del modelo strip yield
modificado de Newman [56]. En la Fig.12 se ilustra el modelo que considera una placa
sometida a tracciéon. Se deben distinguir tres regiones en las cercanias de la grieta, en la figura
designadas como (1), (2) y (3). La regidn (1) es eldstico continuo, la regién (2) una franja por
delante del frente de grieta que consiste en elementos tipo barra con la propiedad de material
plastico perfecto modelando la zona plastica. La region (3) es la estela de la grieta, también
consiste en elementos tipo barra, pero esta divididos por el plano de la grieta y solo trabajan a
compresion.

La gran ventaja del modelo es que es capaz de predecir la formacién gradual del mecanismo de
cierre de grieta inducido por plasticidad. Cuando la grieta se propaga, las barras de la region (2)
cerca del frente de la grieta se parten y pasan a formar parte de la region (3) donde
permanecen estirados y, por lo tanto, incrementan la carga de apertura d,,. Para un analisis de
propagacién de grieta a fatiga, el modelo requiere de una grieta (o defecto) inicial e incluye
tanto la propagacién de grieta corta como larga. La ecuacién NASGRO ha sido derivada como
una aproximacion de los resultados obtenidos por el modelo modificado strip yield.
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Figura 12: Modelo modificado strip yield, de acuerdo con [55]. Fuente: [57]

6.3 CIERRE DE GRIETA

El fendmeno de cierre de grieta juega un papel importante en la propagacion de grieta larga
como en la propagacién de grieta corta.

El término “cierre de grieta” fue introducido por Elber [58] en 1970. Se basa en la observacion
de que, durante el ciclo de carga, la grieta se encuentra abierta solo en parte de esta. Observo
que la grieta puede permanecer cerrada bajo un estado de carga tensional remoto positivo.
Este efecto es el llamado fendmeno de cierre de grieta por plasticidad. Es el principal efecto

gue se da dentro del régimen Il o régimen de Paris (Fig.7) de la curva Z—; — AK, es por esto por

lo que ha sido objeto de investigacién durante las Ultimas décadas.

No obstante, existen otros efectos que contribuyen al fenémeno de cierre de grieta. En el
. d . . L
régimen | de la curva ﬁ — AK, donde la grieta tiene una tasa de propagacidn lenta, puede

existir el cierre de grieta inducido por oxido. La tasa de propagacién lenta es un requisito para
que desarrolle la corrosion dentro de la grieta. Los detritos producto de la corrosion elevan el
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nivel de carga al que la grieta se cierra. El cierre inducido por rugosidad también ha sido

;. da
observado en el régimen | de la curva Frvie AK.

El cierre de grieta se produce por varios mecanismos:

a)

b)

c)

El cierre de grieta inducido por plasticidad (PICC) se produce debido a la zona plastica
delante del frente de una grieta que se propaga. A medida que la grieta se propaga,
gueda una estela de material deformado plasticamente a traccién.

Cuando una grieta sometida a carga ciclica se abre, el frente de grieta sufre una
deformacidn plastica y se genera un campo de tensiones residuales complejo. Debido a
los dos fendmenos, la deformacién plastica en la estela de la grieta y las tensiones
residuales por delante del frente de la grieta, durante la descarga, la grieta se cerrara
antes de que el valor de la tension o de AK sea cero. (Fig.13a)

El cierre de grieta inducido por rugosidad se debe a la rugosidad de las caras de la
grieta que causan un contacto aspero. El rozamiento de estas caras provoca una carga
de apertura de modo mixto a escala micro[57]. Este efecto se hace destacable en
modos de apertura Il y Ill. Su efecto puede aumentar por retorcimiento o ramificacion
de la grieta [57]. (Fig.13b)

El cierre de grieta inducido por detritos de oxido se da en materiales susceptible de
corroerse. Las caras libres de la estela de la grieta son cubiertas por capas de oxido que
aumentan con ratios de carga R bajos debido al frotamiento de las caras por friccién.
(Fig.13c)

plasticity roughness oxide-debris

) (a) ) (b) % (c) K rax (d)
‘ ‘ AK _ ‘\Keff

}
Lo [l=* V| Gk Nk
t |t 1 —

min

K factor
=P
e

Figura 13: Mecanismos del fenomeno de cierre de grieta; (a) Inducido por la plasticidad; (b) Inducido por la
rugosidad; (c) Inducido por detritos; (d) Descripcion grafica del pardmetro de la mecdnica de la fractura AK,y.

Fuente: [59]

El cierre de grieta inducido por plasticidad gana protagonismo frente al resto a medida que se
aumenta la carga y por consiguiente la zona plastica. Por el contrario, con cargas bajas, cerca
del umbral de propagacion de grieta a fatiga AK;, el cierre inducido por rugosidad y detritos
de oxido es dominante. A parte de los mecanismos de cierre de grieta vistos, en casos
concretos aparecen otros; el cierre inducido por fluido viscoso y por transformacion de fase.

El fendmeno de cierre de grieta, dentro del marco de la mecanica de la fractura, se tiene en
cuenta cuantitativamente por medio del uso de un rango del factor de intensidad de tensiones
efectivo AK, . Esta, se refiere a la porcion del rango del factor de intensidad de tensiones AK
en la que la grieta permanece abierta (Fig.13d). Solo la parte en la que la grieta permanece
abierta contribuye a la propagacion de la grieta.
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A nivel fenomenoldgico, el cierre de grieta tiene el efecto de aumentar el nivel carga, g, 0
K,p, para el que la grieta se abre. Lo que es lo mismo, reduce el rango efectivo del factor de

intensidad de tensiones.
AKeff = Knax — Kop (36)

donde Ky, es el valor maximo del factor de intensidad de tensiones del ciclo de cargay K, el
valor por encima del cual la grieta esta abierta. El cierre de grieta es responsable del efecto de

Kmin

L . . d L
la tensién media o del ratio de carga R (R = ) enla curva ﬁ — AK. La propagacion de la

max

grieta ocurre exclusivamente cuando la grieta esta abierta, en otras palabras, dentro del rango
AK,sy. Cuanto menor sea la tension media aplicada, mayor sera el efecto de cierre de grieta: el
ratio U entre AK,¢r y AK disminuye.

Pudiendo reescribir AK,¢r como
Kmax—Ko 1 Ko
AKeff=U-AK=m-AK=(§—A—;)-AK (38)

El valor umbral de propagacién se puede obtener de la ecuacién anterior (Ec.38) para U = 0.
Kip = Kop(l - R) (39)

Despreciar el efecto del cierre de grieta, esto es; usar AK en lugar de AK, ¢, conlleva una
prediccidn conservativa de la propagacion de la grieta.

El aumento de R disminuye el efecto del cierre de grieta y, por lo tanto, también el del umbral
a la propagacion AK,;. Aunque este tratamiento sea una simplificacién del fenémeno del cierre
de grieta, muestra claramente el principal efecto de la tensién media.

En lo relativo al estudio del efecto del cierre de grieta inducido por plasticidad, la complejidad
subyace en la dependencia de este al historial de carga. El cierre de grieta por plasticidad se
desarrolla desde un valor nulo para la grieta inicial a; hasta alcanzar a un valor de saturacién.
En otras palabras, la funcién de apertura de grieta U es dependiente del tamafio de grieta
durante la fase de propagacién de grieta corta. Como U es mayor en la fase de grieta corta que
en la de grieta larga, la aplicacidn de la correccién del cierre de grieta para grieta larga en
grietas cortas conlleva resultados no conservativos.

El fenédmeno de cierre de grieta se refleja a través de AK;,. Este pardmetro puede ser separado
en dos componentes [57]:

AKip = AKtth,eff + AKtth,op (40)

El primero, AKp o f, €5 un parametro intrinseco del material que depende unicamente del
modulo de elasticidad del material E y del tipo de configuracidn cristalografica. El componente
de cierre de grieta, AKy, o, esta influenciado por propiedades del material como el tamafio de
grano (el cual podria influir en el cierre de grieta inducido por rugosidad o en el tamafio de la
zona plastica en la punta de grieta) y por el ratio de tensiones R [57].

Cuando el fallo se da a cortante, un aspecto fundamental para considerar es el cierre de grieta
inducido por la rugosidad. Esta depende de la trayectoria de la grieta, la plasticidad en el frente
de grieta y el desplazamiento del frente de grieta en modo Il [60] .El efecto combinado de la
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friccidn y la rugosidad es un factor clave en la determinacidn de la trayectoria de la grieta,
reduciendo el efecto del parametro gobernante para el modo Il, especialmente para niveles de
carga bajos. Después de estudiar este fendmeno en profundidad, Gates y Fatemi [61]
propusieron un modelo reduciendo el rango del factor de intensidades efectivo para el modo I,
K;;, debido a la interaccidn entre las caras de la grieta. Esta interaccién depende del angulo de
aspereza media efectiva y del coeficiente de friccidn al deslizamiento, que representa la friccion
entre las caras opuestas de la grieta bajo la hipdtesis de contacto ideal. A través de este
método se puede obtener el rango del factor de intensidades efectivo y por tanto el valor de
las tensiones.

6.4 FASES DE PROPAGACION DE UNA GRIETA

El proceso de dafio por fatiga en metales principalmente involucra (i) la nucleacién y el
crecimiento de microgrietas hasta una longitud mayor que el tamafio de grano del orden de
200 um, (ii) la propagacion de grieta corta (habitualmente menor de 2mm) y (iii) la propagacion
de grieta larga.

6.4.1 Iniciacion

La fase de iniciacién de una grieta, para un ingeniero, comprende el nimero de ciclos de carga
requerido para generar, nuclear o iniciar una grieta detectable por NDT. No obstante, esta
definicion de la iniciacién incluye tanto la nucleacidon como la propagacion de grieta corta. Las
grietas por fatiga se inician en la zona de mayores deformaciones pldsticas locales ciclicas. En
una pieza sin defectos en entallas o agujeros, esto es, junto a un concentrador de tensiones
[59].

La iniciacidn o nucleacion de la grieta por fatiga, en un componente sin defectos, suele darse
por una acumulacién de deformacion plastica irreversible. En HCF la carga aplicada esta muy
por debajo de la tension de fluencia y la deformacién plastica esta limitada a un pequefio
numero de granos, aquellos cuya orientacion cristalografica es favorable y la restriccién de los
granos adyacentes minima. Si la tensién aplicada es igual al limite de fatiga, el nUmero de
granos con dafo por fatiga suficiente para iniciar una grieta sera minima. Bajo cargas ciclicas, a
nivel de grano, con el incremento del nimero de ciclos aplicados, el dafio aumenta y se dan
intrusiones/extrusiones irreversibles de los planos de deslizamiento cristalinos (PSB). El
esfuerzo responsable de estas dislocaciones irreversibles es la tensién tangencial (Modo Il) y,
por lo tanto, se da a 45° de la tensidn principal. Se ha visto que la grieta puede ser también
iniciada en el borde de grano [5], [62], aunque no es tan comun.

En componentes con defectos, la grieta responsable del fallo final suele iniciarse es uno de los
defectos. La fase de iniciacion, en presencia de defectos, suele ser corta en comparacién a las
fases de propagacidn. Si el componente contiene una grieta corta o un defecto tipo grieta, las
fases de localizacién del dafio, la generacidn de PSBs y el surgimiento de una microgrieta, no
existen o se reducen a la minima expresién. Por lo tanto, el comportamiento a fatiga es
definido por la propagacion de estas microgrietas hasta que ocurre el fallo del componente.

La Fig.14 ilustra el modelo de Wood [63] para la nucleacion. Durante la fase de carga de
traccidn se dan deslizamientos en planos de deslizamiento favorablemente orientados. En la
fase de compresidn, el deslizamiento se da en planos paralelos a los anteriores ya que estos
estan inhibidos por el endurecimiento por deformacion y la oxidacidn de la superficie libre
recién creada. Este primer ciclo de carga puede conllevar una extrusion o intrusién en la
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superficie. Una intrusién puede convertirse en una grieta por la fluencia plastica continua
durante los subsiguientes ciclos [64].

En presencia de defectos de fundicion como microgrietas por contraccidén o escoria se suele
asumir que la iniciacidn es despreciable en LCF [65].

La relacidn entre el factor de concentracidn de tensiones k;, asociado al defecto, y el numero
de ciclos de la fase de iniciacidon N; se puede estimar con la Ec.40 [62], [66].

(2% (1 - ;—) — Ago| NP =¢ (40)

donde Ac es el rango de la tensidn, " es la distancia delante del rasgufio dominado por la
iniciacién de grieta, p, es el radio de curvatura del frente del rasgufio, Agy es el limite de fatiga
ciclico, ¢ es el coeficiente de la vida a fatiga y ¢ es el exponente de la vida a fatiga. La evolucién
de las curvas de k; depende de la geometria de la entalla (Seccion 5.1). Cuanto mas profundo
sea el defecto, mayor es el valor de k; y menor el tiempo de iniciacién de la grieta N; de
acuerdo con la Ec.40.

surface
~
\

7 intrusion

Figura 14: Modelo de Wood para la iniciacion de la grieta a fatiga. Fuente: [64]

Claramente, los rasgufios superficiales que actian como un concentrador de tensiones tienen
una influencia perjudicial en la resistencia a fatiga. Es mas, el ambiente corrosivo puede
facilitar la iniciacidon de una grieta emergente desde las picaduras de corrosion. Esto puede ser
particularmente nocivo en el caso de dafio localizado en recubrimientos causado por
ralladuras. En este caso, el comportamiento a fatiga se ve comprometido tanto por las
ralladuras como por la exposicidn a un ambiente corrosivo [67].

Polak [68] observo que numerosos estudios habian mostrado que, en la mayoria de los
materiales bajo condiciones de carga normales, la fase de iniciacion en probetas sin defectos o
entallas consume menos del 5-20% de la vida a fatiga total. En materiales con defectos, la
fraccion de la vida total a fatiga consumida por la fase de iniciacion es ain menor. La mayor
parte del tiempo de la vida a fatiga la consume la propagacidn, concretamente la propagacion
de grieta corta. Cabe destacar que el autor habla de condiciones normales de carga, por lo
tanto, existen excepciones como, por ejemplo, un nivel de carga aplicado muy bajo (VHCF).

En general, la iniciacién de una grieta en PSB ocurre solo con baja o nula porosidad. La
iniciacion de una grieta a fatiga en poros en bastante comun en aceros fundidos [69]-[75] y
aceros fabricados a partir de polvo metallrgico (AM y sinterizado) [76]. En aceros Al y Mg de
fundicidn los poros puedes ser de gas, los cuales suelen tener una forma esférica, o poros por
contraccién, que suelen exhibir una forma mas compleja, incluyendo radios de acuerdo y
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caracteristicas geométricas semejantes a una grieta [69]—[75]. Los poros por achicamiento
normalmente suelen estar cerca de o en contornos de grano, a menudo acompafados de
capas de oxido y fases inter-metalicas fragiles [71]-[75]

La iniciacidn en aleaciones de aluminio de fundicién es controlada en su mayoria por poros,
seguido de capas de oxido y PSBs [70]. La vida a fatiga disminuye a medida que aumenta el
tamafio de poro y es dominada por la fase de propagacion [73].

Sanaei [77] demostrd que la iniciacidn a partir de un defecto tipo cavidad con un radio de
curvatura menor a 10 um solo consume unas pocas decenas de ciclos. Miller y O’'Donnell
[78]postularon que en presencia de defectos la fase de iniciacidn es inexistente. Lo que estd
claro, es que, de existir, la fase de iniciacidn es corta en comparacion a la posterior propagacion
de grieta corta [68]. Los defectos agudos en metales AM actiian como grietas cortas y como
resultado la fase de nucleacidn de la vida a fatiga de metales AM se puede despreciar [79].

6.4.2 Propagacién de grietas microestructuralmente cortas

La propagacion de grietas microestructuralmente cortas se caracteriza por las discontinuidades
debidas a la gran influencia de la microestructura. Las aceleraciones y deceleraciones en la tasa
de propagacion (da/dN) se alternan, pudiendo incluso detenerse la propagacion de la grieta al
toparse con barreras microestructurales [59].

El ancho del frente de grieta (2¢) y no la profundidad (a) es el pardmetro esencial para definir
el limite superior del tamafio de una grieta microestructuralmente corta. Capelli [80] identifico,
para una aleacidn de aluminio de fase Unica, un tamafio del frente de la grieta aproximado de
15 granos como el limite superior. A partir de este punto la propagacién se considera que ya no
esta dominada por la microestructura.

6.4.3 Propagacion de grietas mecanicamente cortas

Una grieta se define como mecdnicamente corta cuando su tamafio es del orden de las
dimensiones caracteristicas mecanicas, como el tamafio de la zona plastica en el borde de
grieta. La propagacion es mas continua, reduciéndose las discontinuidades de la fase anterior.
La microestructura sigue teniendo influencia, pero es mas constante y uniforme [59].

La mecanica de la fractura elastico lineal (LEFM) no puede ser aplicada en esta fase, es su lugar
se deben de usar pardmetros elastoplasticos como la integral J ciclica AJ (Apartado 6.2.3).

Murakami [81] compara la distribucion de tensiones elasticas alrededor del frente de la grieta
para grietas de diferente tamafio y misma K;. Las tensiones obtenidas para grietas cortas son
mayores que para grietas largas. Para grietas de tamafio mayor a a = 1mm la distribucién de
tensiones es practicamente idéntica. A estas, se les aplica un valor umbral del rango del factor
de intensidad de tensiones para grietas largas AK;j ;¢. Las grietas cortas se propagan con un
valor de AK < AK;j ;. En otras palabras, las grietas cortas se propagan con un valor de carga
o tensidn nominal para el que las grietas largas se detienen. Es un error habitual analizar la

. . . da
propagacién de grieta corta en base a la curva Frvie AK.
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6.4.4 Propagacion de grietas fisicamente cortas y el fendmeno de cierre de grieta
La fase de propagacidn de grietas fisicamente cortas se solapa con las mecanicamente cortas.
Se caracteriza por la generacién gradual de los fendmenos de cierre de grieta.

El fendmeno de cierre de grieta ocurre en las fases de propagacion de grieta fisicamente corta
y larga, definiendo la transicién entre estas. Al inicio de la propagacion no hay cierre de grieta,
esta se va desarrollando y aumentando a medida que la grieta se propaga y el tamafo de esta
crece. No es el tamafio de la grieta, sino el tamafio de la estela, el parametro influyente.
Llegado un punto el efecto de cierre de grieta se estabiliza y es independiente del tamaiio de
grieta, este es el punto de transicion a grieta larga.

En términos de parametro gobernante cabe destacar que mientras usualmente AK aumenta
con el aumento del tamafio de grieta, AK, s disminuye debido al desarrollo gradual del cierre
de grieta, pudiendo incluso detener la propagacion de la grieta si el valor de este cae por
debajo de AK;y,. Esto explica por qué hay grietas largas que no se propagan a un nivel de carga
al que si se propagan grietas cortas. La Fig.15 muestra como las grietas cortas se propagan con
valores AK' < AK., 1c Y como su propagacion esta marcada por las discontinuidades que
introduce la influencia de la microestructura en esta.
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Figura 15: Curva Z—;\l} — AK aplicado a grietas cortas. Fuente: [68]

6.4.5 Propagacion de grieta larga
Tal y como se ha comentado, la fase de propagacién de grieta larga comienza cuando el
fendmeno de cierre de grieta se estabiliza y se convierte independiente del tamafio de grieta.

La propagacién puede describirse por la curva Z — AK,5y, la cual ya esta corregida para

contemplar el fendmeno de cierre de grieta. La grieta se sigue propagando siempre que

AKip e < AKegg, hasta que Ky 45 alcanza el valor de la tenacidad a la fractura y se produce la
fractura.

6.4.6 Propagacion multiple de grietas
Las grietas microestructuralmente cortas se inician en una etapa temprana de la vida a fatiga.

Aunque su numero puede ser elevado, la gran mayoria se detienen después de una pequefia
propagacioén [59].
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Con el aumento del tamafio de grieta y el avance de fases de la propagacién, el nimero de
grietas propagandose se reduce hasta que finalmente queda una (o muy pocas), que si sigue(n)
propagando sera(n) causante del fallo final. La reduccién del nimero de grietas no se debe solo
a la detencidn de grietas sino a la coalescencia gradual entre grietas (ver Fig.16).

Las grietas secundarias, aunque la mayoria se detienen en barreras microestructurales, la
contribucidn de estas a la reduccidon de la resistencia a fatiga y a la dispersidén de los resultados
es significante [59].

m Experiment |

Experiment

N 550.000 N 600.000

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 mm

Figura 16: Propagacion multiple de grietas. (a) Marcas de playa; (b) Representacion del frente de grieta y el numero
de ciclos; (c) Simulacidn de la propagacion del frente de grieta a partir de las grietas iniciales experimentalmente
observadas; acero S355NL; R = —1. Fuente: [82]

6.4.7 Fallo final
El fallo final del componente se puede dar por diferentes mecanismos.

e Colapso plastico de la seccidn final

A medida que la grieta se propaga, el ligamento (seccidn neta restante) se va reduciendo.
Manteniendo el valor la carga aplicada, a menor seccién neta resistente, la tensién en esta
aumenta. El colapso plastico del ligamento se da cuando la tensién en esta seccién alcanza el
valor de la tension de fluencia

e Colapso plastico por el radio plastico en el borde de grieta

Cuando el tamafio de la zona plastica en la punta de grieta 7, cubre la seccion neta resistente
se da el colapso plastico de la misma.

e Fractura fragil por alcanzar el valor de la tensién critica

De acuerdo con la mecdnica de la fractura, cuando el valor de K; alcanza el valor de K se da
la fractura fragil; en un solo ciclo de carga la grieta se propaga subitamente dando lugar al fallo
del componente.

AKIC =Aa-aff-,/7t-aff (41)

AK

a2 .. Ag2
naffAJ
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El fallo final del componente se dara por el mecanismo que antes llegue a su valor critico. Si se

calcula el tamafio de grieta critico (el tamafio de la grieta al que se da el fallo) para cada uno de
los mecanismos de fallo, se podra determinar, en cada caso, cual es el mecanismo que provoca

el fallo final. Siendo este, el que corresponde al tamafio de grieta critico minimo.

ay = min (aop, ap, arg) (43)

El estudio de esta fase final en la mayoria de las aplicaciones tiene una relevancia relativa baja
en comparacion a las fases anteriores por la rapida propagacion vy, por lo tanto, el bajo
porcentaje de la vida a fatiga consumida. En este sentido, a menudo se ha visto que la fase que
consume la mayor parte de la vida a fatiga es la propagacion de grieta corta [68], [83], [84].

6.5 DETENCION DE GRIETAS Y EL LIMITE DE FATIGA

En la evaluacidn a fatiga es comun el uso de las curvas S-N que relacionan los nimeros de ciclos
hasta el fallo y la tensidon aplicada. La Fig.17 muestra la curva S-N tipica para un material con
limite de fatiga, siendo g, la componente alterna de la tension y Ny el nimero de ciclos hasta
el fallo. La relacién entre la tensidn y el nimero de ciclos hasta el fallo es linealmente inversa,
de tal modo que a mayor tensién menor es el nimero de ciclos hasta el fallo. En la mayoria de
los aceros [5], existe una tension por debajo de la cual, el material no muestra signos de fallo
después de aplicar 107 ciclos y se considera que tiene una vida infinita. A esta tension se le
denomina limite de fatiga y se representa en la Fig.17 con una recta horizontal. Antes de la
observacién precisa del fendémeno de fatiga se definid el limite de fatiga como el nivel de
tensidn por debajo del cual las grietas de fatiga no se inician.

A

>
N¢

Figura 17: Curva S-N tipica para un material con limite de fatiga. Fuente: [85]

En la actualidad existe un amplio consenso [59], [65], [86]-[90] en definir el limite de fatiga, no
como la tensidn limite para que la grieta se inicie, si no como la tension umbral para vencer la
detencion de la mayor grieta ya iniciada. Son varios los trabajos que han observado la
existencia de pequenfias grietas iniciadas bajo una tension menor al limite de fatiga [87], [89],
[90]. La gran mayoria de las grietas microestructuralmente cortas, que se inician en defectos,
se detienen después de cierta propagacion sin llegar a rodear el defecto [91]—-[94] . Estas
grietas se asocian a defecto superficiales o sub-superficiales [65]. Por lo tanto, aparte de otros
factores influyentes, existiendo un defecto o grieta, su evolucion con ciclos de carga es
gobernado por la magnitud de la carga aplicada.

Miller [95] analizo el limite de fatiga considerando dos mecanismos umbral diferentes. El
primero, relacionado con la microestructura del material, considerado umbral basado en el
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material. El segundo umbral, basado en la mecdnica, esta relacionado con el estado tensional
en el borde de un defecto. Realizo ensayos experimentales con probetas de material ferritico.
En las probetas sin defectos el limite de fatiga depende de la microestructura del material y el
limite de fatiga aumenta a medida que el tamafio de grano decrece. En cambio, en probetas
agrietadas el limite de fatiga aumenta a medida que aumenta el tamafio de grano. Esto es
debido a que la condicidn umbral que define el limite de fatiga es diferente en los dos casos,
siendo el primer caso gobernado por el umbral basado en la microestructura y en el segundo,
basado en la mecanica. Una entalla supone un caso intermedio entre los dos anteriormente
citados. Se concluye que el limite de fatiga de las entallas de punta roma esta gobernado por el
umbral material y las entallas puntiagudas por el umbral mecanico. La Fig.18 muestra la
frontera tipica entre fallo y no fallo dependiendo de la k; de la entalla y la condicién limite para
los dos criterios umbrales.
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Figura 18: Condiciones limite de frontera entre fallo y no fallo de probetas con entallas. Tramo AB: condicion umbral
basado en el material. Tramo BC: condicion umbral basado en la mecdnica. Fuente: [95]

Aunque se asume la existencia de un limite de fatiga por parte de algunos investigadores y
estandares [96], [97],existen estudios que cuestionan la existencia de un limite de fatiga [85],
[98]-[100]. En metales sin defectos con microestructura cubica centrada en caras (acero
austenitico, aleaciones de aluminio y aleaciones de cobre) y con microestructura cubica
centrada en el cuerpo (acero ferritico, aleaciones de titanio), especialmente en aceros de alta
resistencia, el fallo en VHCF se da con niveles de tensidn inferiores al limite de fatiga
convencional (nivel de tensidn maximo para no que no se dé el fallo a 107 ciclos). La resistencia
a fatiga decrece con el aumento del nimero de ciclos: no existe limite de fatiga real (ver Fig.19
y Fig.20). En aceros de baja resistencia o en presencia de entallas agudas, la reduccion de la
resistencia a fatiga en VHCF es marginal, por lo que el uso del limite de fatiga convencional es
una buena estimacién [85].

De todos modos, el limite de fatiga no puede ser una propiedad general del material. Se
recomienda, no utilizar este término y sustituirlo por la resistencia a fatiga para un
determinado numero de ciclos.

En VHCF, la heterogeneidad de la microestructura juega un papel importante. En la Fig.19 y en
la Fig.20 se proponen dos curvas S-N superpuestas para caracterizar el comportamiento a
fatiga, uno ligado a la resistencia al fallo iniciado en superficie en HCF y el otro ligado a la
resistencia al fallo iniciado en el interior en VHCF.
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Figura 19: Curva S-N doble con factores influyentes y localizacion de la iniciacion. Fuente: [85]
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Figura 20: Curva S-N doble. Fuente: [101]

6.5.1 Detencidn de grietas microestructuralmente cortas

En superficies sin entallas macroscépicas, la heterogeneidad de la microestructura puede
actuar deteniendo grietas. Los contornos de grano habitualmente actian como barreras
microestructurales, bloqueando la propagacion de la grieta. El efecto del bloqueo es causado
por la diferente orientacidn cristalografica del grano contiguo. Otros elementos como sub-
granos o fases secundarias también pueden actuar como barreras microestructurales [59].

La propagacion intragranular sucede por las dislocaciones permanentes de los planos
cristalinos, sucediéndose las extrusiones e intrusiones de estos [63]. La continuidad de la
propagacién a través del grano adyacente depende, por lo tanto, de que la tensidn aplicada sea
suficientemente alta para provocar dislocaciones en este. La orientacion cristalografica de los
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granos contiguos es un factor fundamental para superar las barreras sucesivas. La tensién
necesaria para superar sucesivas barreras, a parte de la orientacion cristalografica, depende de
la distancia entre barreras y la resistencia del material a dislocaciones permanentes [102]. Esta
resistencia varia de grano a grano y no coincide con la resistencia macroscépica, que se
determina promediando a lo largo de granos con diferentes orientaciones.

El efecto de las barreras microestructurales no es uniforme a lo largo del frente de la grieta
(debido a las diferentes orientaciones cristalograficas) pero se determina un valor estadistico.
El tamafio méximo de una grieta que no se propaga, a nivel de carga del limite de fatiga, suele
ser mayor que el tamafio de grano [59]. Murakami establece un tamafio igual al de tres granos
promedio [81].

En conclusidn, la detencidn de grieta en un componente sin entallas macroscopicas es el
mecanismo responsable del limite de fatiga. Por lo tanto, el limite de fatiga no depende solo de
un rango de tensién critico, también depende del tamafio de grieta. Concretamente, del
tamafio de la mayor grieta o defecto detenida en una barrera microscépica. La Fig.21 (diagrama
de Kitagawa-Takahashi (KT)) muestra una curva (doble escala logaritmica) que representa la
frontera (en términos de tension) entre detencidn y propagacién de una grieta, en funcion del
tamafio de la grieta.

La barrera a la propagacion responsable del limite de fatiga puede ser superada por diferentes
mecanismos [95]. Aunque se haya considerado el rango de tensidn critico como constante en
las consideraciones anteriores, en la practica, los componentes frecuentemente son solicitados
por cargas variables. Si una pequefia parte de la secuencia de carga supera el limite de fatiga, la
grieta podra temporalmente superar la mayor de las barreras [59]. Si es asi, la propagacién
continuara y el limite de fatiga habra desaparecido. Este mecanismo es la base del problema
llamado “acumulacién de dafo por fatiga” o “dafio acumulativo por fatiga” [103], [104].
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Figura 21:Diagrama KT mostrando el valor de tension umbral para la propagacion. Fuente: [95]
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6.5.2 Detencion de grietas mecanicamente/fisicamente cortas

Como ya se ha expuesto, el fendmeno de cierre de grieta necesita cierta extensién en la
propagacion de la grieta para que se pueda desarrollar y después estabilizarse convirtiéndose
en una grieta larga. A pesar de que el rango del factor de intensidad de tensiones AK (=
Kinax — Kmin) suele incrementarse junto al tamafio de grieta, el valor efectivo AK. ¢ (=
Kinax — Kop) , corregido para contemplar el fendmeno de cierre de grieta, tiende a decrecer
con la extensién de la grieta, de tal modo que, existe una disputa entre estos dos efectos. La
grieta se detiene cuando AK, ¢ cae por debajo del umbral AK;j,. Como ya se ha mencionado
en la Seccién 6.4.3, AK;;, aumenta su valor a medida que la grieta se propaga durante la fase
de propagacion de grieta fisicamente corta.

AK¢p varia con el tamafio de grieta incrementando su valor desde un umbral efectivo AKy, ¢ ¢ ¢
hasta el umbral de grieta larga AK;, ;. Para considerar la propagacion de grieta corta,
Chapetti propuso la Ec.44 [105]:

AKey = MK orp + (AKppnic — AKeners)[1 — e 7K@ %ers)] (44)
donde k viene dado por

AK¢hefr

= 45
4aorf(DKtnc—DKineff) (45)

_ 1 AKtnerfyo
Aerf = 7 Conom) (46)

6.5.3 Detencidn de grietas en entallas

Relacionar el limite de fatiga con la no propagacidn de grietas ofrece la posibilidad de discutir
el efecto de la entalla en términos de mecanica de la fractura.

Durante un tiempo largo, se ha tomado por cierto que las entallas, no solo promueven la
iniciacion de grietas, si no que reducen el limite de fatiga. Sin embargo, el factor de reduccidn
Ky normalmente es menor que el factor de concentracion de tensiones K, lo que significa que
la tension maxima en la superficie, por si sola, no es suficiente para caracterizar el efecto de la
entalla [106].Lo que realmente es importante es el gradiente de tensiones. La concentracién de
tensiones decrece rapido desde la entalla hacia el interior. Para tener esto en cuenta se
introduce un segundo parametro; la distancia critica en la que la tensidn alcanza el limite de
fatiga o el gradiente de tensiones adimensional en la direccién del espesor.

En presencia de entallas de punta roma, se ha observado la existencia de NPC en la superficie
de probetas bajo condiciones del limite de fatiga, mientras que, en entallas puntiagudas se ha
visto que las grietas se propagan desde la base de la entalla. El tamafio maximo de NPC en
entallas agudas [89], es del orden del pardmetro del material a, (ver Seccidon 6.7) definido por
El Haddad Ec.62 [12].

Muchos investigadores han propuesto diferentes criterios para HCF basados en el parametro
a,. Estos métodos se fundamentan en tensiones locales (i) o nominales (ii).

(i) Los métodos basados en tensidn local incluyen aquellas que definen una tensién efectiva
des5, asumiendo que el dafio por fatiga depende de la distribucion del campo tensional en las
cercanias del concentrador de tensiones. De acuerdo con estos métodos, los componentes con
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entalla se encuentran bajo condiciones de limite de fatiga cuando la tensidn efectiva iguala el
limite de fatiga del material (sin entalla).

Ao'eff,th = AO'O (47)

Los métodos de punto (PM) postulan que el parametro de control es la tension a una distancia
dada de la entalla. Por otro lado, los métodos de linea (LM) afirman que la tensién debe
calcularse promediando la tensidn a lo largo de una linea que emana de la raiz de la entalla, y
la distancia a integrar es una funcion de las propiedades a fatiga del material. El método fue
introducido por Peterson [107]. Mas tarde, Lazzarin [108] definid el rango de tensidn efectiva
de acuerdo con el concepto del método de punto:

AO_eff = Aayy(ao) - f(ag, p) (48)

donde f es una funcién que garantiza la condicién limite para entalla de punta romay
agrietada y p es el radio de la punta de la entalla.

Taylor [9] propuso la siguiente ecuacion para la tensién efectiva:

Aders = Aay, (%) (49)

En cuanto a los métodos de linea (LM), que fueron introducidos por Neuber [109], Lazzarin
[108] y Taylor [9] sugirieron que la tensién efectiva podria calcularse como sigue:

1 b
AGyrp = Zfo Ady,y, (x) - dx (50)
donde la distancia de integracion b es igual a 2a,.

Por medio del concepto de distancias criticas (TCD), Taylor demostrd que la tensidn efectiva
podria promediarse de un semicirculo con radio igual a ay y centrado en la raiz de la entalla

[9].

Lucas y Klesnil propusieron que el limite de fatiga podria ser calculado como la condicidn
umbral para una NPC corta en la punta de la entalla. Esto es, el nivel de tensién por debajo del
cual, una grieta corta detenida en la punta de la entalla no se va a propagar.

El Haddad [110] propuso la Ec.51 para estimar el rango del factor de intensidad de tensiones
para una grieta de tamafio a centrada en una placa infinita. Postulo que la condicién umbral se
satisface cuando AK = AK;y, ;. calculado asumiendo una grieta ficticia de valor (a + a,).

AK; = Aagym(a + ao) (51)

Tanaka [111] reformulé la Ec.51 en términos de componentes efectivas de la tensién y el
factor de intensidad de tensiones, dotando el método con la capacidad de predecir el limite de
fatiga tanto para la iniciacidon de una grieta como para la propagacion de la grieta de
componentes dafados con entallas puntiagudas. Atzori [112] propuso que la grieta corta
ficticia en la punta de la entalla tenga un tamafio igual a ayg = % Si se conoce el campo de

tensiones elastico lineal alrededor de la entalla, el factor de intensidad de tensiones ciclico de
la entalla bajo Modo |, AK;] ;0¢ch, Se puede escribir como

2 rags Adyy(X)
AK; noten = 1.12 ';fo 05 XV dx [mags (52)

2 _ 2
Ags—X
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El factor de intensidad de tensiones bajo modo | en la entalla se puede escribir también como:

AKpnote = Aaeff\/ mag (53)

De acuerdo con Tanaka [111], en la condicién umbral, AK; ,,,¢cp, tiene que serigual a AKyp 1.
Por lo que se puede obtener AK;y, ;- de la Ec.54.

AKinic = A0efreny/Tao (54)

(ii) Los métodos basados en la tension nominal predicen el limite de fatiga de componentes
con entallas en términos de la carga remota aplicada. Atzori y Lazzarin [113] propusieron un
diagrama capaz de estimar el limite de fatiga en presencia de defecto, grieta, entalla
puntiagudas o entallas de punta roma. El diagrama relaciona explicitamente el defecto con la
sensibilidad a la entalla en condiciones de limite de fatiga. En un trabajo posterior [114],
extendieron su método para contemplar geometrias finitas introduciendo una profundidad de
entalla equivalente definida en base al factor geométrico ampliamente utilizado en mecanica
de la fractura. En [115], se propone una ecuacion para predecir el limite a fatiga de grietas
cortas, grietas largas, entallas puntiagudas y entallas de puta roma.

Por medio de una extensa investigacién experimental, Susmel y Taylor [116] probaron que
tanto la Teoria de las Distancias Criticas (TCD) [117], como el criterio de fatiga multiaxial de
Susmel y Lazzarin [118] (reinterpretada en términos de TCD) pueden ser empleados
satisfactoriamente para estimar el limite de fatiga de componentes con entallas puntiagudas
bajo carga biaxial en fase.

Susmel sugirié que el limite de fatiga se podria estimar considerando el estado tensional
elastico lineal calculado en el centro de un volumen esférico con radio igual a ay/2. Este
volumen, se asume como la zona donde los principales procesos fisicos ocurren bajo
condiciones de limite de fatiga. Se demostré que el tamafio del volumen es constante,
independiente del tipo de carga aplicado, pero diferente para cada material. El método es
adecuado para predecir el limite de fatiga en entallas de componentes con cualquier
caracteristica geométrica y sometidos a cualquier tipo de carga.

StressA

Figura 22: Distribucion de tensiones en entalla. Fuente: [90]
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6.5.4 Tamafio de defecto critico

Varios estudios experimentales han observado la existencia de un tamafio critico por debajo
del cual el defecto no tiene un efecto apreciable en la resistencia a fatiga del material. El
tamafio critico es inversamente proporcional a la resistencia del material [88], [91]-[93].

Se define el tamanio critico del defecto, como el tamafio por debajo del cual, los defectos no
causan dafio estructural ni la reduccién del limite de fatiga. Esta explicacion se fundamenta en
la interpretacion del limite de fatiga como la tension aplicada para la que, la mayor de una serie
de grietas micro estructuralmente, mecanica o fisicamente cortas se detiene. El tamafio de
grieta critico es igual al tamafio inicial de una grieta que sera detenida después de cierta
propagacién para una carga aplicada referida al limite de fatiga.

Si el tamafio del defecto es menor que el tamafio microestructural caracteristico (por ejemplo,
el tamafo medio de grano) el limite de fatiga es practicamente inalterado por el defecto.

Murakami y Endo [93] estudiaron el efecto de pequeios agujeros de 20-200 um de didmetro
en acero S10C y S45C. El mayor tamafio encontrado, en ausencia de los agujeros, fue de 100
pm y 50um respectivamente. Resulta que este tamafio es comparable a la distancia media
entre bandas de perlita. La resistencia a fatiga, en presencia de los agujeros, aumento
reduciendo el tamafio de los agujeros, hasta llegar a un valor de 70 um y 35 um
respectivamente. En ambos casos, el tamafio de defecto critico fue menor que el tamafio de
grietas detenidas presentes en el material bajo niveles de tension del orden del limite de fatiga.

Se ha llegado a conclusiones similares [91], [92] para cobre con 50 um de tamafo de grano.
Agujeros con radios menores de 50 £ 5 um no redujeron la resistencia a fatiga
apreciablemente. Para acero 2.25Cr/1Mo (tamafio medio de bainita de 30 um) estimaron un
tamafio critico de 60 um. Aungue se iniciaron grietas, en el borde de los agujeros, bajo niveles
de tension por debajo del limite de fatiga, las grietas se detuvieron después de cierta
propagacion.

6.6 METODO DE varea DE MURAKAM|

Murakami [81] propuso el método de la raiz de drea, donde el tamafio del defecto se define
como la raiz cuadrada del 4rea del defecto proyectada en el plano perpendicular a la carga
principal aplicada (Fig.23).

Figura 23: Area del defecto proyectada en el plano perpendicular a la méxima tension segun el criterio de Murakami.
Fuente: [81]

El factor de intensidad de tensiones segun el criterio de Murakami se calcula con la Ec.55y
Ec.56 para el caso de defecto interior y defecto superficial respectivamente.
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K; = 0,50,V mVarea (55)
K; = 0,650,V mvarea (56)

Notese que a diferencia del resto de métodos que hacen uso de la profundidad de una grieta
para cuantificar su tamanfio, este método utiliza el termino Varea con el que se puede
cuantificar directamente el tamafio del defecto.

Murakami obtuvo la Ec.57 en la que se relaciona el umbral de propagacién AK;;, con la dureza

Vickers HV:
MKy, = 3.3-1072 - (HV +120) - (Varea) - (25)” (57)
donde,
w=0.226+HV-10"* (58)

La banda de error en torno a la Ec.57 es de £20%. Sustituyendo K, por AK;p, y o por Aayy,
(dependiente de R) se obtiene una expresion tipo diagrama KT para defectos superficiales:

(59)

Aoy, = 2.86-(HV+12 ) (ﬂ)w

(\/airea)l/6 2

Para defectos internos el factor 2.86 de la Ec.59 se debe remplazar por 3.12. El rango de
aplicabilidad de la Ec.59 esta limitada entre el tamafio maximo de NPCs d; y la transicidén entre
grieta corta y larga d, (Fig.24).

La posibilidad de aplicar una solucién bidimensional para una grieta, a un defecto
tridimensional se basa en la suposicidén de que las grietas pequefias emanan de los defectos en
los primeros ciclos de carga.

Existe una tendencia al uso del pardmetro Varea en el diagrama KT sustituyéndola por la
profundidad de la grieta [119], [120].

6.7 DIAGRAMA KITAGAWA-TAKAHASHI (KT)

El diagrama de Kitagawa-Takahashi (KT) [121] es una representacion grafica en doble escala

logaritmica del limite de fatiga en funcidn de la profundidad de grieta a (ver Fig.24). El

diagrama se puede dividir en tres regiones, separados por los tamanos (profundidad) de grieta

d, y d,, que corresponden a las fases de propagacion de grieta microestructuralmente corta

(Regidn 1), grieta mecanicamente/fisicamente corta (Regidn Il) y grieta larga (Regidn IIl). Notese
Omin

que la curva es dependiente del ratio de tensiones (R = —=) de la carga ciclica.

Omax

El limite de fatiga que representa el diagrama no se debe a la no iniciacion de grieta, sino a la
detencidn de grieta. El tamafio de grieta d, ha sido designado [59], [122], [123] como “tamafio
de defecto critico”; esto es, el tamafio de defecto por debajo del cual no se espera que haya un
efecto perjudicial en el limite de fatiga. Este, disminuye a medida que aumenta la resistencia
del material.
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Figura 24: Diagrama Kitagawa-Takahashi (KT). Fuente: [57]

El diagrama KT puede ser obtenido empiricamente ensayando probetas con grietas/defectos
bien definidos. La dificultad radica en la adecuada consideracion del efecto entalla en la
obtencidn de la tensién umbral Aayy,.

Como primera aproximacion, el diagrama KT, se puede dibujar a partir del limite de fatiga del
material sin defectos Aoy, y el umbral de grieta larga Aoy, ;¢ (ver Fig.25). La Region | se rige
por

Aoy, = Mgy (60)

donde Agy es el limite de fatiga del material derivado de ensayar probetas sin entalla. La
Regidn Il se caracteriza con la Ec.61 de la Mecanica de la Fractura de grieta larga evaluada para
la tensién umbral como

Aoy = AKep1c/Vma (61)

donde AK;p 1.c, es el umbral de propagacion de grieta larga. Extendiendo las rectas que forman
en escala logaritmica la Ec.60 y Ec.61 intersectan a un tamafio de grieta ay que se puede
determinar como

2
1 AKcth)
ay =—-|——= 62
0 rr( Aoy ( )
0, si se considera una geometria que no sea una placa infinita con una grieta pasante sometida
a traccion
g =1 (AKth,Lc)z (63)
07 a-Aoy

siendo « el factor geométrico. Otra forma de tener en cuenta la geometria real es incluir el
factor geométrico a en el tamafiio de grieta fisico a [90], [114],

AKt'h,LC (64)

donde a? - a se puede considerar como un tamafio de grieta equivalente basado en la igualdad
del factor de intensidad de tensiones:

o a =l(ﬁ)2 (65)
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calculando el valor de ag segun la Ec.63. Notese que el valor ay, aunque actualmente estd
disponible para varios materiales [90], puede ser problematico ya que hace uso del umbral de
propagacion de grieta larga AKp, 1 ¢. Para R < 1, AK;p ;¢ puede depender del método utilizado
para su obtencidn. Sucede asi, por ejemplo, cuando el cierre de grieta inducido por detritos de
oxido entra en juego. Para mas detalles sobre esta problematica ver [124].

Acy, = AKy ¢ /\‘ Tt(a +a,)

Aocin MPa
\

|

|

|

|

i

|

|

l log scale
L J
a Crack depth a

Figura 25:Diagrama Kitagawa-Takahashi (KT) modificado por EL Haddad [12]. Fuente: [57]

Como ya se ha visto, la Regidn | y la Region Il del diagrama KT, pueden ser descritas
adecuadamente por la Ec.60 y Ec.61 respectivamente. Las cosas se complican en la Regién |l, la
cual se refiere a la fase de propagacién de grieta mecanicamente/fisicamente corta. Han sido
aplicados diferentes métodos para su determinacion:

(a) Region Il del diagrama KT: Determinacion empirica basado en ensayos con entallas
artificiales.

Aungue potencialmente es el mejor método, puede ser problematico cuando las grietas
detenidas siguen afectadas por el campo tensién-deformacion de la entalla y esta, no es
considerada adecuadamente. De hecho, esto es lo que ocurre en la region Il. Dado que las
entallas artificiales se usan como sustituto de grieta, se hacen lo mas estrechas posible. Sin
embargo, debido al pronunciado gradiente de tensiones, existe una tendencia de “auto
detencion” de la grieta iniciada desde la raiz de la entalla. La consecuencia es que la grieta
detenida no sera lo suficientemente profunda vy, por lo tanto, estara influenciada por la entalla.

(b) Regidn Il del diagrama KT: Determinacién empirica basado en el método de El Haddad.

El Haddad [12] propuso determinar empiricamente la Regidn Il basdndose en un tamafio de
grieta ficticio (a + ag):

(66)
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obteniendo a, de la Ec.60 o Ec.61, ver Fig.26.

Finalmente, la curva del diagrama KT se obtiene por

_ . Qo
Aoy, = Ao, pron (67)
o expresado en términos del factor de intensidad de tensiones,
AKy, = AK, - |2 (68)

a+a0
(c) Regidn Il del diagrama KT: Determinacion tedrica basada en anlisis de la curva R ciclica

En el andlisis de la curva R ciclica, el diagrama KT se obtiene considerando la detencién de
grieta. El método se describe en profundidad en la Seccién.6.8. Se ha comprobado [105],
[125]-[127] que este método da como resultado resistencias a fatiga menores en la Region Il
En [126], los resultados obtenidos con el método de la curva R correlacionaron bien con los
resultados experimentales.

(d) Regidn Il del diagrama KT: Determinacién semi empirica basada en el método varea de
Murakami

A diferencia del resto, este método esta restringido a la Regidn Il del diagrama KT, o lo que es
lo mismo, esta restringido a tamafios de grieta d; < a < d,, segun la Fig.24. El método de
Murakami se detalla en la Seccién 6.6.

El diagrama KT no se deriva tedricamente como en el analisis de la curva R; se tiene que
conocer a priori o determinarlo empiricamente.

(e) Regiodn Il del diagrama KT: Determinacidn tedrica basado en el modelo KT mejorado de
Chapetti

Chapetti propuso la determinacién de la curva de grietas cortas en términos del umbral de
propagacién de grieta larga [105]. A continuacidn, se recuerda la Ec.44 ya vista:

—k(a—
_ MKipeps+(DKinc—DKinepr)[1—e€ (@=efpy

Aoy, e (44)
donde k y a.¢s viene dado por la Ec.45 y Ec.46 ya vistas.
De acuerdo con [128], [129], el umbral de propagacién efectivo se puede aproximar como
AKpepr =~ x-1072 - E (69)

donde y = 1.64 es el factor de correlacién valido para un rango de mddulo de Young E entre
25 GPay 250GPa .

En la Fig.27, se contrapone el diagrama KT aproximado por rectas y el modelo de Chapetti con
los datos experimentales para TI-6Al-4V AM extraidos de [130] . Se observa como en la region
I, hay grietas se propagan con un umbral menor al que el diagrama KT aproximado por rectas
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predice, no es asi con el modelo de Chapetti que es conservativo y no se observa propagacion
gue conduce al fallo en la zona de vida infinita que predice.

log scale

AGy,=AG,
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R curve analysis
(e.g., Chapetti)

|
|
|
|
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Figura 26:Comparativa del diagrama KT obtenido basado en diferentes enfoques; el método de EL Haddad y el

meétodo de la curva R ciclica; de acuerdo con [131]. Fuente: [57]
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Figura 27: Comparacion entre el diagrama KT original y el modelo de Chapetti. Fuente: [130]
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6.8 METODO DE LA CURVA R CICLICA
Es un método complementario al del diagrama de KT [132]. Fue introducido por primera vez
por Tanaka y Akinawa [133]. Para asegurarse de no tener ningun efecto de cierre de grieta
inicial, se inicia la grieta ciclando a compresion, esto es; los valores maximo y minimo del ciclo
de carga son negativos. Después el nivel de la carga ciclica se aumenta de forma escalonada a
R constante. En cuanto AK supera el valor de AK;, . ¢ la grieta comienza a propagarse hasta
gue se detiene debido al incremento gradual del cierre de grieta. Una vez detenida la grieta, se
aumenta el nivel de carga ciclica. Cuando AK alcance un valor por encima del umbral de grieta
larga AK¢p, 1.c, no se volvera a detener la grieta. Finalmente se representa la curva R ciclica por
medio de los puntos en los que la grieta se detuvo [57] (ver Fig.#).
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Figura 28: Proceso de carga para determinar la curva R ciclica de acuerdo con [134]. Fuente: [57]

El valor de a, modificado, a’y, {397} esta basado en el umbral intrinseco de propagacion
AKipefr ¥ se calcula como

., 1 AKth,eff)z

Qo= 7':( a-Aoe (70)
El método tiene un gran potencial para determinar el diagrama KT. No solo se podria
determinar para cualquier geometria, sino que también considera aspectos como la
propagacidén multiple de grietas.
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/ EFECTO DE LOS DEFECTOS EN LA VIDA A FATIGA DE METALES

7.1 INCLUSIONES NO METALICAS

Las inclusiones no metdlicas estan compuestas quimicamente de metales con no metales.
Algunos ejemplos de inclusiones no metalicas habituales son los dxidos, los sulfitos o los
nitritos. También existen en formas mas complejas como pueden ser oxido sulfitos o
carbonitruros [122].

Existen varios métodos para clasificar inclusiones con origen y aplicacion en diferentes paises o
territorios. Por ejemplo, la norma norteamericana ASTM, la norma rusa GOST, la norma
britanica FOX o la japonesa JIS.

En aceros sin otros defectos, el dafio por fatiga es mas influenciado por el tamafio de la
inclusién que por su forma o composicion [135]. En un trabajo previo [136], fue estudiado el
efecto de la composicién de la inclusién en la zona de concentracién de tensiones por dos
factores adimensionales; el factor de concentracion de tensiones y el factor de rigidez. La
variacion en la rigidez de una inclusién para una matriz dada muestra extremos locales en la
interfase inclusion-matriz. No obstante, la concentracién de tensiones promedio dentro de la
inclusidn, es mayor si esta es mas rigida que la matriz. Las propiedades de la interfase
gobiernan la concentracién de tensiones promedio alrededor de inclusiones blandas (respecto
a la matriz) pero la concentracidn de tensiones alrededor de una inclusién con mayor factor de
concentracidn de tensiones esta relacionado con las propiedades de la matriz.

Una inclusién mds pequefia restringe tensiones residuales y crea una mayor concentracion de
tensiones [135]. Investigaciones del efecto del tamario en el nivel de concentracién de
tensiones revelan un tamafio critico, a partir del cual las concentraciones de tensiones no
aumentan, aunque aumente el tamafio de la inclusion.

7.1.1 El origen de inclusiones no metalicas

Las inclusiones, en general, pueden ser de dos tipos [7,9] segun su origen, exdgeno y
enddgeno. Las inclusiones exdgenas son producto de la erosiéon de materiales refractarios
usados para producir acero. Tienen una influencia baja, ya que son retirados con la escoria o el
sistema de fundicién. En cambio, las inclusiones enddgenas son de gran importancia. Las
inclusiones enddgenas pueden formarse por la reaccion del metal fundido con particulas
desoxidantes como el silicio, manganeso o aluminio o durante la desulfurificacion. Los
productos de las reacciones no son completamente absorbidos por el bafio de escoria. Se
pueden subdividir en (i) primarias, (ii) secundarias, (iii) terciarias y (iv) cuaternarias. La
formacidn de inclusiones primarias o secundarias esta relacionada con la reaccion del metal
fundido liquido con desoxidantes. Las terciarias y cuaternarias se forman por debajo de la
temperatura de fundicion. El tamafio de las inclusiones es creciente desde inclusiones
enddgenas cuaternarias (< 1um) a inclusiones exdgenas (> 20um) pasando por inclusiones
endogenas primarias y secundarias (1 — 20um). Cuanto mas pequefia es la inclusion, mas
dificil es deshacerse de ella.

7.1.2 Contribucion de inclusiones no metalicas a la iniciacion y propagacion de grieta
La influencia de pequefios defectos, como inclusiones, en la vida a fatiga ha sido estudiada
durante mucho tiempo. Las conclusiones obtenidas por diferentes investigadores son muchas
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veces contradictorias. Todavia no se ha establecido un método cuantitativo fiable para evaluar
el efecto de una inclusion no metalica [122]. Avances en la Ultima década en mecanica de la
fractura de grieta corta aportan herramientas clave para dar solucién a este complicado
problema.

Las inclusiones no metdlicas son localizaciones frecuentes de iniciacidn de grieta,
particularmente en aceros de alta resistencia, aleaciones de aluminio forjado y aleaciones de
Niquel [81], [138]—[150]. En la literatura, podemos encontrar fallos tipicos a partir de
inclusiones no metdlicas [139], [140], [146], [151]-[158]. El primer paso para la iniciacién de
una grieta en una inclusion es la desunidn entre la inclusién y la matriz [83], [159]-[163].
Frecuentemente, esto sucede en los primeros ciclos de carga [160]-[163].

Evaluando el fallo en VHCF [137] se ha encontrado que la responsable de iniciar una grieta que
termina fracturando el componente es una inclusion interna. Alrededor de la inclusion, se
forma una zona denominada ODA (Optically Dark Area), FGA (Fine Granular Area) o GBF
(Granular Bright Facet) por sus siglas en ingles.

D. Krewerth [137] analizé la influencia de inclusiones no metalicas en HCF y VHCF (R = —1)
para acero 42CrMo4 (AISI 4140) de fundicion con tratamiento HIP y térmico. Se ensayaron
probetas hasta el fallo y la superficie de fractura se analizé con SEM (Scanning Electron
Microscopy) con el fin de determinar el tipo, el tamafio, la composicion quimica, la morfologia
y la localizacién de la discontinuidad donde se inicid la grieta responsable de la fractura final. A
la luz de los resultados obtenidos, los parametros mas influyentes en la vida a fatiga en el caso
de inclusiones internas son (i) el tamafio del defecto, (ii) la distancia del defecto a la superficie
y (iii) el tipo de defecto. El tipo de inclusidn responsable del fallo predominante fue una
agrupacion de inclusiones enddégenas (primarias y secundarias), sobre todo de aliumina. Se
obtuvo una correlacion lineal entre el radio del fisheye y la distancia a la superficie de la
inclusion. Por lo tanto, los dos parametros son intercambiables en estan condiciones. Se
encontrd también que el tamafio de grieta inicial aumenta con la distancia a la superficie. Por
ultimo, el radio del fisheye y la distancia a la superficie decrecen a medida que aumenta el
numero de ciclos hasta el fallo.

Los resultados obtenidos por Jian Guan [164] muestran que la inclusidon no metadlica actua
como un concentrador de tensiones y que la maxima tensién de Von Mises se encuentra a su
alrededor. La grieta es mas propensa a crecer cuando la inclusién es blanda, pequefia y
superficial.

Allazadeh [135] concluyo que existe un tamafio critico a partir del cual la concentracion de
tensiones no aumenta y que variar la rigidez de la inclusién modifica la distribucién de
tensiones alrededor de esta.

7.1.2.1  Discontinuidad entre inclusidn y matriz

Las grietas por fatiga se inician donde se encuentra la mayor deformacion local. Habitualmente,
esto se da en agujeros, cambios de seccidn, entallas... En definitiva, alli donde exista
concentracidn de tensiones. Estas concentraciones de tensidn/deformacidon aumentan con la
presencia de defectos. En el caso de inclusiones, esto es causado por el efecto entallay la
discontinuidad entre la inclusién y la matriz que lo rodea. Debido a la diferente naturaleza, se
distinguen cuatro tipos [122]:
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a)

b)

c)

Discontinuidad de rigidez y resistencia/ductilidad

Basada en la rigidez del material (caracterizada por el médulo de elasticidad o médulo de
Young E) la discontinuidad entre la inclusién y la matriz puede ser por sub-discontinuidad o
por sobre-discontinuidad. Siendo (i) y (m) subindices referidos a la inclusién y a la matriz
respectivamente, se habla de sub-discontinuidad cuando E; < E,,, y de sobre-
discontinuidad cuando E; = E},,. En una matriz de acero, inclusiones de Al;Ozy TiN tiene
una rigidez mayor a la de la matriz, mientras que, inclusiones de MnS tienen una rigidez
menor a la de la matriz.

En el caso de sobre-discontinuidad de la rigidez, bajo una carga uniforme, la deformacion
es mayor en la matriz que en la inclusién, creando una zona de concentracién de
deformaciones en la zona que rodea la inclusidn. Esto puede provocar tensiones residuales
en esta zona y también la iniciacidn de grietas pequenias en la interfase matriz-inclusion o
en la matriz.

En el caso de sub-discontinuidad de la rigidez, la zona de concentracidn de deformaciones
se desarrolla en la inclusién y no en la matriz que lo rodea. Los sulfitos no solo solo tienen
menor dureza que la matriz si no que poseen mejor ductilidad, por lo que la probabilidad
de que se desarrolle una grieta en ellas es baja.

En general, inclusiones de éxidos o nitruros se consideran mas dafinas que los sulfitos. No
obstante, inclusiones de MnS, cuando se deforman aplanandose, incrementan el factor de
concentracidn de tensiones. El efecto entalla en una inclusion elongada, se agrava en el
caso de una direccién de carga desfavorable.

Discontinuidad por expansion térmica

Debido a los diferentes coeficientes de expansion térmica de la matriz y las inclusiones
pueden formarse grietas incluso antes de que al componente se le aplique ninguna carga.
Con la variacion de temperatura, se generan concentraciones de deformacion locales y
como consecuencia tensiones residuales y el desarrollo de microgrietas. En el caso de Al,Os;
y TiN los coeficientes de expansion térmica son significativamente menores que los de la
matriz. Los cambios de temperatura y los gradientes son habituales durante el proceso de
fabricacion (forja, fundicidn, soldadura...) pero también pueden darse durante el servicio,
por ejemplo, el calentamiento que sufre un disco de freno durante el proceso de frenado.

Discontinuidad quimica

La disparidad quimica puede darse en ambientes corrosivos, cuando este tiene acceso a la
inclusién y el material de la matriz y de la inclusidn son electroquimicamente diferentes.

En los casos en el que las inclusiones sean puntos de iniciacion de grietas un tamafio mayor de
la inclusiéon conlleva una menor resistencia a fatiga [122]. En la literatura, han sido reportados
diferentes tamafos de inclusiones no metdlicas como tamafio de defecto critico: 8 — 10 um ,
10 umy 17 — 18 um para aceroy 10 — 20 wm para aleacién de aluminio. Para rodamientos
de acero bajo flexidn rotativa, se ha reportado 10 pum en la sub-superficie y 30 pm a 100 um
de la superficie. El tamafio de la inclusién deja de ser critico si hay otro tipo de defecto que
gobierne la iniciacion o si la grieta iniciada en la inclusidn se detiene después de cierta
propagacion.
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Murakamiy Endo [165] proponen una expresién que relaciona la dureza Vicker (HV) con el
limite de fatiga g,. Para una inclusién en la superficie:

(71)

1.43-(HV+120) (1-R\%
O'O = — .| —

(Varea)®  \ 2
Para inclusiones internas el factor 1.43 se sustituye por 1.56. El exponente w viene dado por
w=0.226+HV -107* (72)

para acero (g, en MPa; vVarea en um). En [166], para el pardmetro varea se establece un
tamafio maximo de 100 — 200um para acero de alta resistencia. Notese que la Ec.71 pierde
validez por encima de este valor, al igual que por debajo de un valor que es del orden del
tamano de unos pocos granos [167].

Las inclusiones se podrian considerar micro entallas y por supuesto, su morfologia tiene efecto
en la concentracidn de tensiones que genera a su alrededor. Una forma irregular con borde
puntiagudos tiene un efecto mas dafiino que una forma redondeada. Durante la etapa de
fabricacion en laminado o forja, las inclusiones pueden deformarse o fragmentarse [168],
[169], formando un patrén y en consecuencia haciendo que la resistencia a fatiga sea
anisotrépica. En el caso del laminado, la resistencia a fatiga en direccion longitudinal es mayor
gue en direccién transversal [160], [170]. La diferencia puede ser de hasta 50% [171].

Se ha observado que en un cumulo de defectos en el que se da la iniciacidn, existe interaccion
entre la inclusién y el resto de los defectos cercanos [172], [173], por medio de la
concentracidn de tensiones introducida en el campo tensional local. En términos de dafio, la
variable que realmente importa es la deformacidn plastica local y generalmente esta sera

mayor cuanto mas grande sea las inclusiones y cuantas mas inclusiones haya en un volumen
dado.

Como regla general, un defecto en la superficie tiene mayor efecto en la resistencia a fatiga que
uno embebido en el interior. La localizacion mas dafiina es justo debajo de la superficie [174].
Esta es una afirmacion que, como norma general, sirve para todo tipo de defectos, incluido las
inclusiones no metdlicas [142], [154], [170], [174]-[177]. No obstante, bajo ciertas condiciones
la localizacidon de la iniciacién puede desplazarse al interior[122]:

e Bajo régimen VHCF de aceros de alta resistencia, la grieta se inicia casi exclusivamente
en el interior con cargas menos al limite de fatiga convencional. De acuerdo con [178],
la transicion de la superficie al interior sucede en un rango comprendido entre 10% y
10°, lo que incluye parte de HCF.

e Lainiciacidn se puede dar en el interior en los casos en los que se hayan introducido
tensiones residuales de compresién en la capa superficial.

e Enlos casos de carga en los que la cortante maxima no se da en la superficie sino en el
interior.

7.2 CAVIDADES

La iniciacidn de grietas en cavidades es comun en aceros forjados, sinterizados, de fabricacién
aditiva o en soldaduras. Se pueden distinguir en varios tipos, de diferente origen y forma.
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(a) Poros de gas: En el proceso de fabricacion, el gas es atrapado en poros debido a que la
solubilidad disminuye en el metal solido comparandolo con el liquido. Estos poros de gas
tienen una forma bastante esférica [179]—[183].

(b) Microporos por contraccién: Durante la solidificacién del metal liquido (aplicable a
fundicidn o AM), se forman microporos como consecuencia de la contraccién volumétrica.
Estos poros tienen una forma mas irregular que los anteriores [179], [182], [183]

(c) Regiones no fundidas: En fabricacion aditiva (AM) es un defecto comun por falta de fusiéon
en el lecho de polvo metdlico. Normalmente, su forma es alargada.

(d) Poros inducidos por cristales solidificados externamente (ESC)

En presencia de ESCs durante la solidificacién aparecen defectos por contraccion. La porosidad
debida a cristales solidificados externamente se puede dividir en dos categorias debido a las
diferencias en tamafio, forma y distribucion [184]. El primer tipo de porosidad es relativamente
pequefio en tamafio, de forma globular y disperso dentro de la estructura. El segundo tipo es
de mayor tamafo y se constituye en una estructura interconectada.

El hierro fundido nodular es un caso especial entre las aleaciones de fundicién, ya que,
contiene inclusiones de grafito, que tiene tienen una baja resistencia y se asemeja
mecdanicamente a una cavidad. Se pueden tratar para su evaluacién como agujeros, debido a
que la separacién de estas de la matriz se da en una etapa temprana. Debido al proceso de
solidificaciéon los nddulos de grafito presentan un gradiente de dureza, por lo que las grietas se
pueden iniciar y propagar dentro del propio nddulo. Otro efecto interesante de estas
inclusiones de grafito es el efecto que tienen en el fendmeno de cierre de grieta. La trayectoria
tortuosa de la propagacién de la grieta debida a la separacidon aumenta el cierre de grieta
inducido por la rugosidad.

Mediante analisis numéricos, se ha observado que existe interaccion entre los campos
tensionales locales cuando la distancia entre dos nédulos es inferior a su didmetro. Cuando la
distancia es menor al 25% del didmetro las tensiones se disparan; en este caso se asume la
coalescencia [185].

7.2.1 Efecto de las cavidades en la iniciacion y propagacién de una grieta a fatiga

En el caso de aleaciones de aluminio fundido, es ampliamente aceptado que las grietas de
fatiga idealmente se inician en los defectos de fundicidn que inevitablemente estaran
presentes [186]. Estos defectos, pueden reducir la vida a fatiga mas de un orden de magnitud,
en comparacioén a las fundiciones de aluminio sin defectos, siendo los poros de gas los mas
perjudiciales en comparacion al resto de defectos de fundicion [59]. La iniciacién,
preferiblemente, se da en poros embebidos, justo debajo de la superficie [69], [70], [187],
[188]. El rango maximo del dngulo de deformacidn plastica se puede considerar el parametro
gobernante para la nucleacidn de una grieta en un poro [62], [189].

El efecto de las cavidades es comparable al de las inclusiones en algunos aspectos, sin
embargo, las primeras suelen tener mayor extension espacial.

(a) El efecto que tienen sobre la resistencia y vida a fatiga aumenta a medida que aumenta el
tamaio de la cavidad. A mayor tamaiio del defecto, menor es el limite de fatiga [65], [186],
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[190], [191]. La dispersion en tamaio y forma de los poros afecta a la dispersidn de la
resistencia de fatiga.

Wang [70] sugirié un tamafio de poro critico minimo de 25um, por debajo del cual, una
grieta de fatiga dificilmente se iniciara en poros de aleaciones de aluminio A356-T6 de
fundicidn. Couper [188] observo que reducir el tamafio de poro por debajo de 15um no
aumenta la vida a fatiga. La grieta por fatiga no necesariamente se inicia en el poro de
mayor tamano [192]. A pesar de estas observaciones, se ha visto que se puede iniciar una
grieta en pequefios poros con didmetros de 10um [192], incluso provocando estas, la
rotura final [187], [188]. Yang [186] determind, para la aleacién de aluminio A713, que el
tamafio critico minimo de un poro para iniciar una grieta, aplicindole una tensién igual a la
de fluencia, es de alrededor de 11um de diametro.

Las cavidades cerca de la superficie son mas perjudiciales que las interiores [65], [73],
[186], [191], [193]-[195]. Borbély [196] realizd simulaciones de EF de una cavidad esférica
localizada a diferentes distancias de la superficie. Encontré que la zona cercana a la
superficie sufria deformacidn severa cuando la distancia d entre el centro de la esfera y la

superficie era menor que # = 0,5 donde r es el radio de la esfera. Igualmente [197]

observé que el rango de deformacidn a cortante aumentaba dramaticamente a medida
que la cavidad se acerca a la superficie, llegando el ligamento (puente entre la cavidad y la
superficie) al limite plastico. Li examino la concentracién de tensiones para un poro de 200
um de diametro en aleacidn de aluminio [198], esta, alcanza su valor maximo con el poro
justo debajo de la superficie. En el caso de material fundido, la iniciacidn de grieta por
fatiga, puedes darse en el interior y no en el exterior debido a la “piel de fundiciéon” con
una superficie practicamente libre de defectos [199].

Le [200] investigo el efecto de los poros de AlSi7Mg0.3 fabricado por fundicién a la cera
perdida y observé que la distancia a la superficie del poro es un parametro fundamental.
Todas las grietas que provocaron el fallo se iniciaron en poros cercanos a la superficie (con
una distancia a la superficie menor de 500 um) aun existiendo poros de mayor tamafio en
el interior.

Nadot [65] ensayd probetas de hierro fundido nodular a HCF y observo que la localizacion
del defecto es el parametro de mayor importancia (junto al tamafo). Para la misma vida a
fatiga, el defecto por contraccidn (b) en el que se inicia la grieta que conduce al fallo fue
diez veces mayor en defectos internos comparando con los externos. La menor vida a fatiga
asociada a los defectos superficiales esta ligada a la exposicion de estos al ambiente
atmosférico [65], al que, los defectos internos, no estan expuestos. El hidrogeno presente
en el aire penetra en la grieta, aumentando la tasa de propagacién. Este fendmeno se
conoce como fragilizacién por hidrogeno.
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Figura 29: Comparacion del tamaiio del defecto responsable de la fractura en el interior y en el exterior. Fuente: [62]

()

Una forma irregular de las cavidades aumenta la concentracién de tensiones en
comparacién a una forma esférica del mismo tamafio [199], [201]. Las cavidades tipo (b) y
(c), debido a su forma, presentan mayor concentracidn de tensiones que (a) y, por lo tanto,
son una mayor amenaza para la iniciaciéon de una grieta.

Le [200] predijo mayor sensibilidad al tamafio de poros reales respecto a poros esféricos.
Sugirid similitudes en la sensibilidad al tamafio, respecto a poros reales, de poros elipticos
con un radio mayor 4 veces el radio menor.

En presencia de grandes defectos superficiales, se ha visto [202] que, |la forma de la
cavidad tiene un efecto minimo en la vida a fatiga de probetas defectuosas de Inconel 718
AM.

Ensayando probetas de acero de fundicidn Al-Si con un defecto artificial esférico de 700 um
al que se mecanizan en el borde pequenos defectos en un intento de representar la
porosidad inter-dentritica, se ha visto que los pequefios defectos en el borde del defecto
grande no tienen efecto [203]. Esto sugiere que la morfologia local del defecto no es un
pardmetro gobernante.

En el caso de contar con un cumulo de poros, existira interaccidn entre ellos [204]. Cuando
mas cerca se encuentren estos poros, menor sera la resistencia a fatiga [205]. Es frecuente
que se inicien grietas en diferentes puntos [206], [207].

Las grietas iniciadas en cavidades se propagan la mayor parte de su vida como grieta corta
[190], [208]. La mayoria de las grietas iniciadas se detiene después de una cierta
propagacién [190], [209].

Existe un tamafio de cavidad critico por debajo del cual no afecta a la resistencia a fatiga.
En [70], [210] se definié este tamafio critico por debajo de 25 a 100 um de didmetro. En
[188], se concluyd que bajar el tamanfio de la cavidad por debajo de 15 um no supone
ningun beneficio a la vida a fatiga de aluminio forjado. En [70] se propuso 25 pm como el
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tamafio por debajo del cual dificilmente se iniciaria una grieta en las cavidades en A356-T6
forjado. De acuerdo con [211], para A713 forjado en arena, un tamafio de 10 um del

didmetro de la cavidad es suficiente para que se inicie una grieta, que finalmente acabe
fracturando, en cavidades superficiales o cercanas a la superficie.

(g) La distribucién de poros afecta la trayectoria de propagacion de la grieta a fatiga. En el caso
de acero sinterizado, las particulas se conectan entre si mediante puentes dejando
cavidades internas. Las cavidades actlan como precursores de grieta. La trayectoria de la
grieta sigue preferentemente los puestes entre particulas. La propagacion de la grieta a
través de los puentes incrementa la tasa de propagacion de grieta. La exponente n de la ley
de Paris aumenta [122]. En [212], se estudiod acero sinterizado con una densidad relativa
del 90% consiguiendo valores de n = 8 — 18. Para una densidad del 100% los valores que
se obtienen son n = 2.6 — 4.0. La coalescencia de grietas influye en la trayectoria de la
grieta retorciéndola, lo que aumenta el efecto de cierre de grieta inducido por la rugosidad
[207].
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Figura 30: Efecto de la porosidad en acero sinterizado. (a) Curva caracteristica Z_/(\l/ — AK para diferentes densidades;
(b) Mecanismo de propagacion de grieta. Fuente: [213]

El tratamiento HIP reduce la porosidad y, por lo tanto, aumenta la resistencia a fatiga
reduciendo, no solo la velocidad de propagacion de la grieta [214]-[216], sino la dispersién
[214].

(h) Las grietas causantes del fallo se inician en los poros (o agrupacién de poros) de mayor
tamafio dentro del volumen altamente tensionado [179]. Por lo tanto, estos poros forman
parte del extremo superior de la distribucién estadistica de tamario [193].

El tamafio de poro se puede determinar con metalografia [81], [217]. No obstante, la
microtomografia computarizada (um-CT) se esta convirtiendo cada vez mas comun [179],
[182], [191], [199], [200], [218]-[221].

En componentes fundidos en presencia de ESCs la fuente principal de iniciacion son los poros
de segundo tipo (d). En un estado de tensidn, se generara una grieta en el contorno de grano
de ESCy se propagara en direccion perpendicular a la tensidn principal de traccion [184]. En
zonas donde ESCs estan presentes la propagacion se da en un modo de fractura intergranular
conectando poros adyacentes. En cambio, en zonas donde solo granos densos y finos de a-Mg
estan presentes, la propagacion se da en un modo de fractura combinado entre transgranular e
intergranular.
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7.3 MICROESTRUCTURA DEFECTUQOSA

Como ya se ha mencionado, las grietas se inician en el defecto donde se localiza la mayor
concentracidn de deformaciones. En esta seccién se mencionan diferentes iniciadores en
ausencia de defectos como cavidades o inclusiones.

En acero 54SiCr6 se observd [222] que la grieta no se iniciaba en una inclusién si no en zonas
ricas en carbono cuando la inclusidon era menor de 1um. Para aluminio fundido A356-T6 [220]
con tamafios de poros menores de 25-100 um la grieta se inicia en el espacio entre dendritas
secundarias (SDAS).

En ausencia de defectos geométricos, la detencidn de grieta es controlada por las barreras
microestructurales a la propagacion de la grieta como los contornos de granos adyacentes con
diferentes texturas cristalograficas. Cuando las orientaciones cristalograficas de varios granos
adyacentes estén orientadas practicamente en la misma direccion, la grieta podria no ser
detenida. Para acero, el tamafio de grieta no detenido, es del orden de un par de granos [62],
[223].

Puede darse el caso de que contornos de grano imperfectos actien como iniciadores de grieta
[4], [62], [224]. Estas imperfecciones pueden ser causadas, por ejemplo, por precipitados de
carburo, oxidacidn o segregacion quimica de impurezas[123].

La descarbonizacidn de capas superficiales [225]-[229] es un origen frecuente de la grieta de
fatiga. En componentes grande de hierro fundido, las agrupaciones de grafito degenerado son
las responsables de la iniciacidn. Otros posibles iniciadores son las transformaciones
imperfectas de austenita durante el proceso de enfriamiento de estructuras de martensita
atemperada [230], bainita dspera de acero austenitico-ferriticos [230], y los carburos en acero
de herramientas [176].

7.4 DEFECTOS TIPO GRIETA

Durante el proceso de la soldadura pueden generarse pequeiias grietas. En caso de
discontinuidad debido a expansién térmica entre la matriz y la inclusidn, las grietas se forman
dentro de la inclusién [231]. En soldadura por fusion, las gotas de metal fundido en la
superficie son otra causa de microgrietas. Estas, causan restricciones locales en la superficie y
tensiones residuales, que pueden causar la iniciacién de una grieta [232].

Los defectos tipo grieta pueden formarse cuando una capa de oxido en la superficie queda
atrapada en el interior del material [233]—-[236]. La Fig.31 ilustra el llamado efecto doble capa
en aleaciones fundidas. En fundiciones de inyeccidn a presién debido al turbulento llenado del
molde la capa de oxido superficial queda atrapada en el interior del material donde queda
plegado. El resultado es un defecto tipo grieta sub-superficial. Las capas de oxido fragmentadas
pueden incorporarse al lecho fundido en procesos como soldadura por ficcidn [237], [238] o
SLM [239], [240] de aleaciones de aluminio. En la Fig.32 se ilustra el mecanismo detras del
ultimo.
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Figura 31: Secuencia de creacion de defecto tipo doble capa de oxido: (1) se crea una ola debido a las turbulencias,
(2) las dos capas de oxido contactan por su lado seco, y (3) una capa doble de oxido queda atrapada en el interior del
metal fundido como un defecto tipo grieta. Fuente: [241]
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Figura 32: Mecanismo de penetracion de capas de oxido en el lecho fundido en SLM. Fuente: [242]

7.5 DARNO LOCAL: RASGUNOS Y RUGOSIDAD SUPERFICIAL

El dafio local puede surgir en la etapa de fabricacion, de servicio o de mantenimiento. El dafio
en la superficie puede derivarse de rasgufios, rebabas, marcas de mecanizado, mermas, golpes,
grabados y picaduras de corrosion.

Durante la etapa de fabricacidn el dafio puede ser introducido de varias formas. Pueden
desarrollarse rasgufios, muescas, rebabas, pequefios rasguios o incisiones. También hoyos
marcados en la superficie, consecuencia de tratamientos superficiales como el decapado y el
anodizado. También se pueden formar defectos superficiales como consecuencia del
mecanizado, haciendo emerger defectos sub-superficiales como cavidades [187], [190].
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7.6 RASGUNOS

Los rasguios pertenecen a los defectos superficiales mas daninos respecto al dafo a fatiga.
Pueden tener su origen en cualquiera de las etapas previamente mencionadas. Una
investigacion [243] sobre el efecto de rasguiios mecanizados de 25 y 185 um de profundidad y
radio de entalla de 5, 25 y 50 um en probetas de aluminio 2024-T351 observo una reduccién
de hasta el 97.8% en la vida a fatiga (sometido a cargas de traccion y flexién) debido a multiples
grietas simultaneas iniciadas en la base del rasguio y su posterior coalescencia creando una
Unica grieta alargada que se propaga en la direccidn del espesor. Los autores reportaron
similares conclusiones en trabajos anteriores [244]. Entre el 66 y el 99% de la vida total a fatiga
fue consumida por la propagacién de los primeros 50 um o lo que es lo mismo, por la fase de
propagacién de grieta corta (niumero de ciclos requeridos hasta propagarse un tamafio igual a
la profundidad del rasguio). La localizacidn de un rasguio de longitud limitada es importante;
un rasguiio en el borde de una placa es mas dafiino que una localizada en el centro. El factor
de concentracién de tensiones k; puede llegar [245] a k; = 15 o mas, lo que explica que los
rasgunos sean tan daninos. En evaluaciones analiticas, los rasgufios se suelen asimilar como
grietas [114], [243].

Los rasguios, con una longitud de centimetros y una profundidad de micras, se encuentran
geométricamente a medio camino entre entallas de disefio (normalmente no asimiladas como
grietas) y defectos pequefios tratados en [243]. Los parametros geométricos de los rasguiios
que influencian la iniciacion de una grieta y su posterior propagacion son el angulo que forman
sus flancos, el radio de acuerdo del frente y la profundidad de este, siendo la tltima la mas
importante [246]. La orientacidon de los rasgufios respecto a la direccion de carga juega un
papel importante. Existe un valor critico a modo de limite inferior en el que la profundidad del
rasguio es demasiado pequefia para afectar al limite a fatiga porque otro defecto mayor toma
el mando de la iniciacidn, o la grieta que surge del rasguiio es detenida [84], [94], [247]. No
obstante, conviene mantener la prudencia al respecto debido a la problemdtica de multiples
grietas a lo largo del frente de un mismo rasgufio.

Dado que los rasgufios son introducidos de forma mecanica (deformacién plastica) quedan
rodeados de tensiones residuales [248], [249]. Los efectos beneficiosos de las tensiones
residuales de compresidn (consecuencia de tratamientos superficiales como el shot peening) se
reducen o incluso se eliminan al formarse un rasguio en la superficie [250].

La profundidad, el ancho, el grosor y la orientacidn del rasguio, junto a la curvatura del frente
del rasgufio son los factores criticos asociados que controlan el comportamiento a fatiga de un
componente rasgado. La profundidad es el parametro geométrico mas critico. A mayor
profundidad, menor es el limite de fatiga y la vida [67].
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7.7 RUGOSIDAD SUPERFICIAL

Igual que los defectos de tipo merma o rasgufios, la rugosidad superficial, es un problema de
entalla, sin embargo, son varios los autores [226], [251]-[254] que hablan de “integridad
superficial”. Este término fue introducido [255] hace medio siglo y aparte del efecto entalla
inducido por la rugosidad superficial, incluye las tensiones residuales, las caracteristicas
microestructurales, la dureza, resistencia y el comportamiento de la deformacién en la capa
superficial y factores quimicos/electroquimicos. De acuerdo con [81], hay cuatro factores
relacionados con la superficie que tienen efecto en la resistencia y vida a fatiga: la rugosidad
superficial actuando como concentrador de tensiones, las tensiones residuales en la superficie,
endurecimiento o ablandamiento de la capa superficial cuando se deforma plasticamente y los
cambios o transformaciones en la estructura debido a la deformacién plastica.

Se ha visto que el efecto de la rugosidad en componentes AM tal y como salen de la maquina
(sin mecanizar o rectificar) puede ser tratado como un defecto equivalente elongado [256]—
[258].
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8 EVALUACION A FATIGA BASADO EN LA MECANICA DE LA
FRACTURA

La mecanica de la fractura puede ser aplicada dentro del disefio tolerante al dafio para
determinar la vida restante de un componente con una grieta inicial. En fase de mantenimiento
la grieta inicial es medida por inspeccion NDT. En fase de disefio, en ausencia de grietas o
defectos iniciales, se puede asumir una grieta inicial igual al tamafio minimo detectable del
NDT utilizado. Esta ultima aproximacidn es conservadora. El objetivo esencial del disefio
tolerante al dafio es establecer los intervalos de inspecciéon NDT, de tal modo que se pueda
detectar la grieta antes de que provoque el fallo. Cuando durante una inspeccidn se detecta
una grieta, esta, sirve de dato de entrada para establecer el siguiente intervalo de inspeccion.

Con el fin de poder tener en cuenta la evolucidn del dafio fisico para predecir la vida en servicio
hay que considerar los mecanismos implicados de iniciacidn de grieta y propagacion. Sin
embargo, la interaccidn entre la compleja microestructura y los mecanismos de iniciaciény la
propagacién temprana necesita de investigacion para ser completamente entendido. Es por
ello por lo que, el desarrollo de modelos basados en la fisica para usarlos en la prediccién de
vida en servicio sigue siendo muy desafiante. Los mas recientes desarrollos basados en el
conocimiento adquirido experimentalmente han sido analizados y revisados.

Los métodos de disefio de tolerancia al dafio postulan, que, por lo general, cualquier
componente contiene imperfecciones en forma de grieta. Sin embargo, estas grietas solo
pueden propagarse cuando se sobrepasa un cierto tamafio critico [41], [259].

Para la aplicacion de la metodologia de disefio tolerante al dafio es esencial la deteccion
temprana de la grieta iniciada Por medio de una solucién analitica o numérica de la ley de Paris
y con la combinacidn de algun coeficiente de seguridad, el tiempo o nimero de ciclos hasta el
fallo es calculado considerando la propagacion de la grieta desde un tamafio detectable a .
hasta un tamafio maximo tolerable a;,;. De estos calculos se derivan los periodos de
inspeccidn. En el caso de que una grieta sea detectada durante la inspeccion, el intervalo de
tiempo hasta la siguiente inspeccion se determina en base al tiempo o al nimero de ciclos para
que la grieta se propague desde el tamano detectado hasta el tamafio maximo tolerable.
Cuando en una inspeccidn, se detecte un tamanfo de grieta mayor al tamafio maximo tolerable,
el componente ha de ser remplazado.

Considerando la influencia que tienen los defectos en controlar el comportamiento a fatiga de
componentes con defectos, métodos que consideren explicitamente su influencia son de gran
interés en aplicaciones de disefio tolerante al dafio [2], [260], [261]. En este sentido, métodos
de mecanica de la fractura basados en el disefio tolerante al dafio son de gran interés [260]. El
uso de representaciones matematicas apropiadas para describir el comportamiento del
material en términos de propagacion de grieta es un paso importante en la implementacién de
metodologias de disefo tolerante al dafio [260]. Este, es un paso necesario para una robusta
modelizacién de la resistencia a fatiga de componentes con defectos [262]. Este enfoque es
llamado como disefio tolerante al defecto [1], [15], [262]-[267].

El disefio tolerante al defecto asume que los defectos pequefios actiian como iniciadores
efectivos de grieta y que las grietas que no se propagan (NPC) asociados a estos defectos estdn
siempre presentes bajo niveles de carga igual o ligeramente menores al limite de fatiga del
material [268]. Por lo tanto, para aplicar métodos basados en tolerancia al defecto, es crucial
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determinar el tamafo de grieta inicial (Seccién 8.4) y un modelo de propagacion (Seccién 8.4)
adecuado que considere la propagacion de grieta mecanicamente corta.

Debido a la gran variabilidad de los parametros utilizados para caracterizar el efecto de los
defectos y la naturaleza de la distribucion aleatoria de estos, varios autores apuntan al uso
preferible de métodos probabilisticos en la evaluacién del comportamiento a fatiga de
componentes defectuosos [1], [15], [264], [266], [267].

En principio, la mecdnica de la fractura tiene un gran potencial para predecir la vida a fatiga
debido a que variables de entrada como las dimensiones del componente, la geometria local
(entallas) y global e incluso las tensiones residuales pueden tenerse explicitamente en cuenta.
La aplicacidn de la mecénica de la fractura para la evaluacién de la vida a fatiga esta restringido
a casos en los que la fase de iniciacion de la grieta se reduce significativamente, por ejemplo,
como consecuencia de la existencia de un defecto [83].

Como regla general, los materiales ingenieriles y los componentes hechos por estos materiales
contienen defectos, que debido al efecto entalla local y/o a la rigidez dispar con el material que
lo rodea, la nucleacién de la grieta se ve acelerada. La iniciacion en componentes sin defecto
supone menos del 5-20% de la vida a fatiga y en componentes con defectos el porcentaje es
notablemente menor [68].

El uso de pardmetros basados en la mecdanica de la fractura, como el factor de intensidad de
tensiones ciclico AK, que pueden explicitamente considerar el efecto de los defectos pueden
ser una herramienta valida al evaluar el comportamiento a fatiga.

Existen métodos para relacionar las propiedades obtenidas de propagacion de grieta para
fatiga uniaxial, con fatiga multiaxial. Sin embargo, la adecuacién de un método debe ser
evaluada observando la superficie de fractura obtenido tras el fallo. La aplicacidn de estos
métodos puede ser exigente y para algunas aplicaciones, métodos mas simples podrian ser
suficientes con la ventaja de ahorro de tiempo y coste computacional.

La obtencién de las propiedades de propagacién de grieta requiere un gran esfuerzo y recursos.
Se pueden encontrar estas propiedades para diferentes materiales obtenidas ensayando
probetas estandarizas en la literatura. Sin embargo, la mayoria se limitan al modo | de apertura
de grieta. Existe una falta de propiedades de propagacidn de grieta para grietas que se han
iniciado a partir de defectos [2]. La practica comun a la hora de evaluar la fatiga multiaxial a
través de la mecanica de la fractura es considerar las propiedades de propagacion de grieta del
modo |. Esta consideracidn conlleva una prediccién conservadora.

Investigaciones sobre el comportamiento de una grieta bajo carga multiaxial, indican que las
grietas no se propagan en una direccién al azar y que existen planos de preferencia [269]-
[272]. La orientacidén preferida depende del material y del estado de carga.
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8.1 EQUIVALENCIA ENTRE ENTALLA, GRIETA'Y DEFECTO

A menudo defectos como inclusiones no metalicas, poros o la rugosidad superficial son
tratados como grietas en analisis de mecanica de la fractura. Esto simplifica mucho el
problema, pero no considera el efecto entalla (Seccion 5.1) diferente que se da en cada
defecto. A continuacidn, se analiza la conveniencia o no de asumir estas simplificaciones.

La consideracion de un defecto como una grieta efectiva provee una solucion conservativa, ya
que, se estaria despreciando los ciclos de carga para se desarrolle dicha grieta desde un
defecto hasta alcanzar el tamafo de la grieta efectiva.

Notches Cracks Defects
p

Area

——
s

Figura 33: Definicion grafica de: entalla (Notches), grieta (Cracks) y defecto (Defects). Fuente: [273]

Es sabido que en entallas puntiagudas las grietas se desarrollan rdpidamente, al igual que en
defectos (inclusiones) no unidos a la matriz. La existencia de grietas inmediatamente iniciadas
desde un defecto o preexistentes no son detectables por los medios habitualmente utilizados.
Por todo esto, es habitual tratar a un defecto en su evaluacién como una grieta [59].

De todos modos, dependiendo del caso, puede ser mas apropiado tratar el defecto como una
entalla. Sucede asi en los casos en el que la grieta iniciada desde el defecto es muy pequefa en
comparacion al radio de la entalla. A partir de cierto tamafio de grieta ar (Fig.34), el efecto
entalla en el factor de intensidad de tensiones puede despreciarse y sumar la profundidad de la
entalla al de la grieta. Si la longitud de la grieta es menor que ar el efecto entalla ha de tenerse
en cuenta, si es menor se trata como una grietaa = ar + p [274].

alp

Figura 34: Efecto del tamaiio de grieta en una entalla en el valor de AK. Fuente: [275]

La comparacion experimental realizada por Nadot [65] de un defecto y una grieta del mismo
tamano revelan que un defecto no es equivalente a una grieta. Considerando un defecto como
una grieta, se obtienen resultados conservativos. Considerar un defecto como una grieta
preexistente supone despreciar la fase de iniciacion.

Considerandolo, en cambio, el defecto como una entalla se obtienen mejores resultados que
considerandolo como una grieta preexistente. Nadot [65] ajusto las férmulas analiticas para
entallas de Lukas y Mitchell. En el caso del acero fundido se obtuvieron resultados proximos a
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los experimentales para una K; = 2. Pero para hierro fundido nodular el ajuste con Mitchell
requiere de K; = 5. La comparativa se realizé en 2D para una carga uniaxial.

Smith y Miller [276] demostraron que las entallas con K; mayor a K, se comportan y pueden
ser tratados como grietas. En entallas de punta roma, si una grieta se inicia, se seguira
propagando debido a la alta carga aplicada (necesaria para que la grieta se inicie. En entallas
puntiagudas, las grietas se inician con una carga relativamente baja, esto hace que sea mas facil
que estas grietas acaben deteniéndose. Incrementando el factor de concentracién de tensiones
K;, mientras la profundidad de la entalla se mantiene constante, por debajo de cierto valor del
radio de la entalla, el limite de fatiga del componente con entalla se mantiene constante a
pesar del aumento de K;. En esta situacidn, la entalla se comporta como una grieta [110]

A
\ Aco

Peak Stress Criterion

/

[ 3
Ac, =f(a) Stress Field Criterion

Blunt notches
Sharp Notches

Nominal fatigue strength Acy,

-
o

Stress concentration factor K ;
Figura 35: Limite de fatiga en funcion de K; para entallas de tamafio de grieta constante. Fuente:[113]

Atzori [113] extendié el diagrama de Kitagawa-Takahashi a entallas en forma de U (caras de la
grieta paralelos y radio del frente de la grieta p > 0) validdndolo para evaluar el limite de fatiga
de grietas y entallas para una placa infinita con el objetivo de establecer una relacién explicita
entre la sensibilidad al defecto y la sensibilidad a la entalla. En [114], el trabajo anterior se
extiende a nivel componente y se verifica por medio de 78 series de ensayos de fatiga para 10
aceros y aleaciones de aluminio. En el trabajo original [113], se realizan ensayos manteniendo
el tamafio de la entalla a constante mientras se varia el radio de la entalla p, lo que a su vez
modifica el factor de concentracién de tensiones K;. Los resultados muestran como el limite de
fatiga inicialmente decrece rapidamente con el aumento de K;, pero a partir de un valor de

K; = K{ (Fig.35) el limite de fatiga permanece constante.

La relacién explicita obtenida en [113] tiene la expresidn de la Ec.63 siendo a, el pardmetro de
El Haddad, a*es la profundidad de entalla correspondiente a la interseccion entre las curvas

Aoy, . .. .
AKip y 7" como puede verse en la Fig.25 y K; es el factor de concentracidn de tensiones. Para
t

metales un valor tipico de a, es del orden de 100um y a*, que suele ser un orden mayor,
estara en el rango de mm. Por encima de a* las entallas se comportan como grietas y por
debajo como entallas de punta roma.

a*=K¢-aq (73)
ap = % (74)
aN == Ktz . aD (75)

La extension a un componente finito se obtiene introduciendo el factor geométrico a . Con la
expresion Ec.74 se obtiene el tamafio de defecto critico ap, que es dependiente no solo del

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA
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material como a, sino que también de la geometria. La profundidad de entalla critica ay
asociado a este valor del tamafio de defecto critico queda con la expresién Ec.75.

AO'“

— — —- Real trend
Crack centred in an infinite plate
Real component

AK th

Fatigue limit Aoy, (Log Scale)

®,

% - AO’()
| D| Kt
ap ag ay a*(Log scale)

Depth a

Figura 36:Limite de fatiga en funcidn del tamafio de grieta/defecto para placa infinita/finita. [114]

Haciendo uso de la mecanica de la fractura, se distinguen dos comportamientos de entallas a
fatiga. En entallas puntiagudas (K; alto) existen grietas mecanicamente cortas que no se
propagan bajo el limite de fatiga del componente con entalla (Fig.36). Por otro lado, en entallas
de punta roma existen grietas microestructuralmente cortas.

La tensién minima para iniciar una grieta en la base de una entalla de punta romay superar la
barrera microestructural mas resistente es también suficiente para provocar la propagacion
continua hasta la rotura. Por lo tanto, la resistencia a fatiga viene dada por el umbral
microestructural determinado por el criterio Ac.

En el caso de entallas puntiagudas, la resistencia a fatiga viene dada por el umbral mecanico
definido por el criterio AK y el desarrollo de grietas que no se propagan (NPC) depende de la
existencia de un gradiente de tensiones suficientemente alto y el desarrollo del efecto de cierre
de grieta. En este caso, la resistencia a fatiga es independiente de K, y depende principalmente
de la profundidad de entalla y el umbral de propagacion Aagy, para grietas fisicamente cortas.

El efecto de cierre de grieta, junto con a un gran gradiente de tensiones en la base de la entalla,
explican la existencia de grietas fisicamente cortas que no se propagan en entallas puntiagudas.
Un AK;;, efectivo alto y un cierre de grieta alto posibilitan el desarrollo de grietas fisicamente
cortas que no se propagan y resulta en una reduccién de la sensibilidad a la entalla [277].

Livieri y Tovo [273] desarrollaron unas ecuaciones para predecir la resistencia a fatiga de
componentes con entallas que consideran el efecto entalla considerando una tensién efectiva.
Las ecuaciones de Greager-Paris [278] e Irwin [279] han sido modificados para poder ser
aplicados a componentes con diferentes discontinuidades geométricas: la Ec.76 para entallas;
la Ec.77 para grietas cortas y largas y la Ec.78 para defectos (independientemente de sus
dimensiones). Notese que la Ec.77 y la Ec.78 podrian haberse obtenido como casos limite de la
Ec.76. Las ecuaciones propuestas han sido validadas correlacionando con datos
experimentales.



‘eman ta zabal zazu

>

Universidad
del Pais Vasco

Euskal Herriko

Unibertsitatea
A0 max
L 2(1 <
Ao .. = ) 1¥H@/D) 0= 4Xp 6
off =
Tl 2y (1-22) Mopm 200> 2
2a9,/1+2(xp/P) 2a,
AK; a 4ao
= Ag, -a |— az=—
Bogy = {0 " \/:" “ (77)
eff a? a 4a,
Aoyom - (Ta_o + 1) a< 2
AK;
—_— 2aq9 <
Aggsp = { 2P0 e (78)
o &L+(1—ﬁ)-Aa 2a9 > x
2a0 Jw(pt+iay) 2a, nom 0 p
donde y, se puede calcular:
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8.2 METODOLOGIAS
En esta seccidn se recogen diferentes propuestas metodoldgicas de la literatura para estimar la
vida a fatiga de metales contemplando defectos.

Hu [268] partiendo de imagenes por um-CT, utilizo la geometria para realizar analisis FEM,
computar XDZ como indicador de la amenaza de cada efecto. En otro trabajo [130] predijo la
resistencia a fatiga con la ecuacion (Ec.57) propuesta por Murakami-Endo [32] que lo relaciona
con la dureza Vickers. Este es representado en un diagrama KT modificado segun el modelo de
El Haddad [110] y extendido para vida finita representando en escala de colores el nimero de
ciclos hasta el fallo dependiente del tamafio y la tension ciclica. Se hizo uso de EVS para el
tratamiento estadistico de la distribucién de los defectos. Para una metodologia similar la
inspeccién por um-CT podria ser sustituido por la geometria derivada de una simulacion del
proceso de fabricacion. El modelo FCG utilizado es la versiéon de Forman de NASGRO [280], el
umbral de grieta corta relativo a grieta larga se ha calculado con el modelo de Chapetti [105] y
la grieta inicial efectiva se ha determinado como la suma del radio equivalente del defecto y el
tamafio de la zona plastica en la punta de grieta.
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Figura 37: Diagrama KT extendido para vida finita. Fuente: [268]

8.2.1 AFGROW

El software AFGROW dispone de los modelos de propagacién de grieta ampliamente
disponibles en la literatura [281], [282]. El modelo de propagacién de grieta en [79], utiliza la
ecuacion de Walker en una base punto por punto (método T Harter) para extrapolar/interpolar
datos de dos valores R adyacentes. Este método es una forma sencilla de interpolar/extrapolar
datos y ha tenido buenos resultados [281], [282]. Al contrario que otros modelos de
propagacién de grieta (NASGRO, Hartman-Schijve) que necesitan una gran cantidad de datos,
para diferentes valores de R, el método T Harter usa métodos simples de interpolacién para
modelizar el comportamiento del material con precisidon basado en los datos sobre la
propagacién de grieta del material examinado. Con dos valores de R positivos, se pueden
realizar predicciones precisas para cualquier valor de R. Con un unico valor de R, la prediccién
se limita a un Unico valor de R dado.

Para determinar el defecto critico, se puede tomar los defectos como grietas iniciales y calcular
SIF para cada una, los defectos con mayor SIF son mas propensos a que la grieta se inicie y se
propague [79].

8.2.2 ProFACE

El mayor problema de los calculos explicitos de propagacion de grieta a fatiga es el tiempo
necesario para los analisis de propagacion y las simulaciones MC. El software ProFACE
(Probabilistic Fatigue Assessment of Engineering Components with Defects), desarrollado por
Politecnico di Milano, fue concebido como un instrumento probabilistico rapido, capaz de
asistir el disefio de componentes AM. La formulacién matematica de modelo se detalla en [15].
En la Fig.38 se muestra esquematicamente el método, las entradas y las salidas. Las entradas
basicas del software (se trata en realidad de un post procesador del andlisis FEM) son la
distribucion de defectos y un modelo probabilistico adecuado para resistencia a fatiga en
presencia de defectos (modelado como grietas cortas). Después, se calculan las probabilidades
de fallo de los elementos finitos con un método basado en EVS y combinados a través del
modelo WL. Ademas, se proporciona la siguiente tabla (Tabla 4) donde se comparan diferentes
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herramientas computacionales. Después de una primera versién [15], la herramienta fue
mejorada en una segunda versidn [17], para incluir el efecto de tensiones residuales y de la

rugosidad superficial.

Tabla 1: Comparativa de las capacidades de herramientas computacionales

” Localizacion del | Completamente Gradiente de
Analitico o .
defecto probabilistico tensiones

DARWIN X X

P-FAT explicito X X

ASTRID (2d) X X X
P-FAT analitico X

ProFACE X X X X

El software permite al usuario describir la distribucidn de defectos considerando diferentes
opciones: distribucion de los mayores valores extremos (LEVD), distribucion generalizada de
valores extremos (GEV) y distribuciones mixtas para los datos de muestreados con block
mdxima (BM); log-normal, exponencial negativa y Weibull para los datos muestreados con
Peak Over Threshold (POT).

Material fatigue
strength model

I Applied stress Critical defect size

Element volume T Distribution of the =
Statistics of . - Element failure Weakest ComPonent
e —] maximum defect in robabili 1 link I failure
Defect distribution each element P 13/ probability

Input I:I Methods : Outputs :

Figura 38: Esquema del flujo computacional de ProFACE. Fuente: [17]

Debido a la naturaleza aleatoria de los defectos, una caracterizacion adecuada de estas es
necesaria, para desarrollar la distribucién de tamafio y frecuencia de ocurrencia, en una
evaluacion probabilistica tolerante al dafo (PDT).

La columna vertebral de ProFACE es el modelo WL, segun el cual el componente se considera
como una cadena de pequenas subpartes conectadas una a otra (como los eslabones de una
cadena) y con su propia probabilidad de fallo. De acuerdo con el modelo, el componente falla
cuando alguna subparte (eslabdn) falla.

Los requisitos para poder implementar el método son el modelo de resistencia a fatiga que
relaciona la tensién asociada a cada subparte con la dimensién del defecto critico, y una
distribucidn de defectos adecuado.

Comparando los resultados que arroja el método con los obtenido experimentalmente, se ha
visto [17] que coinciden bien considerando las tensiones residuales. No tener en cuenta las
tensiones residuales lleva a un calculo conservador.

Bajo grandes cargas de fatiga, la tension maxima alcanzada, junto a las tensiones residuales
puede facilmente hacer que se alcance el limite de fluencia del material, resultando en una
redistribucién eldstica que puede relajar completamente las tensiones residuales.
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En un disefio preliminar a fatiga de un componente, podria ser util visualizar las localizaciones
mas criticas para diferentes escenarios. Para satisfacer esta necesidad, el software cuenta con
varias salidas visuales, que son:

e Probabilidad de fallo normalizada
e Defecto critico
e Defecto que satisface una probabilidad de fallo definida por el usuario

Actualmente se estd investigando en desarrollos mas refinados que incluyan el error en las
medidas tomadas por NDT.

8.2.3 Mecanica de la Fractura computacional

El modelado numérico se ha convertido en una herramienta indispensable en el andlisis a
fractura, ya que, son pocos los problemas practicos que tiene una soluciéon analitica de forma
cerrada.

Han sido publicadas soluciones de la intensidad de tensiones para cientos de configuraciones,
la mayoria deducidas de modelos numéricos. La realizacién de analisis elastico-plasticos para el
calculo de la integral J y del CTOD son también comunes. Investigadores estan aplicando
técnicas numéricas avanzadas a problemas especiales como fractura en intercaras, fractura
dindmica y propagacion de grieta ductil.

La rapida evolucion de la tecnologia computacional es el principal responsable de del
crecimiento exponencial de aplicaciones de la mecanica de la fractura computacional. No
obstante, no todo el mérito es del hardware, algoritmos numéricos mas eficientes han
reducido enormemente tiempos de resolucion. Los cédigos de analisis numérico comerciales
cuentan, cada vez mas, con una interfaz amigable para el usuario y muchos integran rutinas de
mecanica de la fractura.

La gran mayoria de analisis de componentes agrietados usan el método de los elementos
finitos FEM. El método de la ecuacidn integral de contorno, aunque menos, también se utiliza
[33].

8.2.4 Revision de varias metodologias de fatiga multiaxial enfocado a AM

Una revision de varias metodologias de prediccion [2] concluye que la identificacidn del
mecanismo de dafio que afecta al componente es basica para lograr una precisa evaluacion a
fatiga multiaxial.

Los métodos de plano critico, especialmente aquellos que consideran el parametro FS de daio
modificado que son consistentes con la fisica del proceso de dafio, proveen una herramienta
fiable para la evaluacion de fatiga multiaxial de componentes AM [2].

Los métodos basados en la mecanica de la fractura muestran que la fiabilidad de sus
predicciones (en componentes AM) depende mucho de la localizacién y tamaiio del defecto
asumidos, ademas de la metodologia aplicada para tener en cuenta la rugosidad. EVS y el
tamafio de defecto equivalente basado en el método de Murakami para la aproximacion del
tamafio inicial del defecto, muestran resultados prometedores en la representacién de defecto
y la rugosidad superficial en la aplicacion del método de la mecénica de la fractura en la
prediccién de la vida a fatiga de componentes AM [2].
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Las predicciones mejorarian usando las propiedades de propagacién de grieta corta relativos a
cada modo, en vez de, utilizar propiedades de propagacion de grieta larga para el modo I.
Considerar el cierre de grieta inducido por la rugosidad bajo modo Il y modo mixto es también
un aspecto importante.

Zhang y Fatemi [283] compararon dos metodologias para establecer el tamafio de la grieta
inicial considerando la rugosidad superficial a través de Paris. Las probetas ensayadas para
evaluar la precision de las metodologias consideradas fueron AM Ti6Al4V sin mecanizar y
tratadas, unas con recocido y otras con HIP. Debido a la microestructura martensitica fragil, se
verifica la suposicion de una zona plastica pequefia requerida para aplicar Paris.

El primer método [283], considero la rugosidad superficial como grieta superficial con un
tamafio en profundidad igual al maximo R, y el tamafio de grieta inducido por el defecto, a,,
despreciable (ay; = 0). El segundo método considero el método de raiz de drea de Murakami
despreciando el termino relacionado con defectos subsuperficiales. El primer método predijo
resultados no conservativos para las probetas recocidas, que podria estar relacionado a la
iteracion entre multiples grietas en la superficie rugosa, el efecto sinérgico entre la superficie
rugosa y los defectos subsuperficiales q no se han tenido en cuenta en los modelos o la
incapacidad del palpador para describir con precisién el valle mas profundo del perfil
superficial.

No obstante, es destacable la precisién de las predicciones [283] teniendo en cuenta que los
datos experimentales para caracterizar la propagacion se obtuvieron de la literatura con las
posibles diferencias en pardmetros del proceso o geometria. La tasa de propagacidn se asumié
igual para diferentes condiciones de carga, aun cuando se ha visto que varia [284], [285]. De
acuerdo con [39], el tamafio de grieta corta fue mayor que el tamafio de grieta inicial

(R,,) asumido; lo que indica que el modelo no tuvo en cuenta posibles efectos de propagacién
de grieta corta.

El método de la raiz de drea de Murakami comparandolo con el modelo de la rugosidad fue
mas conservativo para un mismo nivel de carga. Esto se debe a un mayor tamafio inicial de
grieta considerado por el método de Murakami.

Sanaeiy Fatemi [60], aplicando el método de la raiz de drea, documentaron un tamafio de
defecto de rugosidad equivalente muy cercano al valor de R,, asumido como tamafio de grieta
inicial en [283] a pesar de calcularse ambos con diferentes pardmetros de rugosidad superficial.
Esto indica que el método de Murakami puede ser muy sensible a los parametros escogidos
para determinar el tamafo de defecto de rugosidad superficial equivalente. Molaei [286]
evaluo el tamafio de defecto de rugosidad superficial equivalente de acuerdo con [60] v, sin
despreciar el efecto sinérgico debido a los defectos subsuperficiales, fueron capaces de
predecir con una precision aceptable los ensayos de fatiga bajo diferentes condiciones de
carga. Los resultados en [286], considerando el efecto de defectos subsuperficiales, fue menos
conservativo en comparacién a los resultados obtenidos en [283]. No obstante, esto puede ser
debido a una forma del defecto diferente considerado para la grieta inicial asumida; siendo
menor en [286], se ha visto que reduce la vida a fatiga.

Sanaei y Fatemi [261] compararon los mismos datos que Molaei [286] usando la variante H-S
de NASGRO y encontraron mayores discrepancias, especialmente a un numero de ciclos muy
bajo y alto. La causa, se conjeturo, que podria ser considerar un Unico valor de tamafio de
grieta inicial y forma para todo el lote de probetas, y el hecho de que, bajo condiciones de
carga complejas, el mecanismo de fallo puede diferir del modo I.
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Considerando el pardmetro FS como pardametro gobernante de la propagacion y la variante H-S
de NASGRO, Sanaei y Fatemi [261] investigaron con otros datos experimentales de la literatura
con condiciones superficiales diferentes. Observaron que el fallo se daba a cortante. Se
considero un Unico tamafio de grieta inicial y forma, y las propiedades de la propagacion de
grieta a fatiga se obtuvieron a partir de valores de la literatura para modo I. Las predicciones
fueron conservadoras en HCF y no conservadoras en LCF. Las discrepancias en LCF podrian
estar relacionadas con el hecho de tener una zona plastica grande en el frente de la grieta y por
lo tanto no cumplir uno de los requisitos de LEFM. La prediccidn se realizd con propiedades de
la tasa de propagacion de grieta larga, ya que, las propiedades de la tasa de propagacién de
grieta corta no estaban disponibles. Es de esperar una mejora en la prediccidn si se consideran
las propiedades de propagacién de grieta corta para cada uno de los modos.

Molaei [287] para probetas sin entalla bajo cargas de amplitud variable, empleando FASTRAN,
encontrd una buena concordancia entre la prediccidn y los datos experimental para Ti6Al4V y
17-4PH AM; tanto en probetas sin mecanizar como mecanizadas. Se asumio una grieta semi
eliptica, estableciendo el tamafio segln [60].

La prediccidén de la vida a fatiga de geometrias complejas usando modelos basados en la
mecadnica de la fractura se complica debido a la interaccidon entre los defectos y la geometria.
La posicidn relativa entre la grieta inicial y la discontinuidad geométrica asumida adquiere una
gran importancia [287], [288]. Se ha visto que la localizacion y la forma de la grieta inicial
asumida dependen de las condiciones de la superficie.

Molaei [286] demostrd que no existe correlacion entre el ratio de carga global aplicado vy el
ratio de tension local en un punto critico que cambia durante el ensayo. Esto se debe a la
presencia de tensiones residuales por la deformacion plastica durante la porcién a traccidn de
la carga.

8.3 CARACTERIZACION DEL DEFECTO

Para considerar explicitamente los defectos en la evaluacidn a fatiga del componente, se deben
realizar simplificaciones en cuanto al tamafio inicial, la localizacién y la forma, que afectan
significativamente en la vida a fatiga estimada. Por lo tanto, para una correcta aplicacién de un
método de evaluacidn de la vida a fatiga de componentes defectuosos, se debe abordar el
analisis estadistico de las caracteristicas de los defectos. En este sentido, la consideracién de un
tamano de defecto promedio como el tamano de defecto representativo de la probeta ha dado
buenos resultados [262], [289] correlacionando los datos experimentales.

Cuando el defecto critico se considera como grieta inicial, la determinacién de la longitud
inicial de grieta (Seccidn 8.4) es un factor importante [79]. Murakami [81] propuso el método
de la raiz de area (Seccién 8.4.6), donde el tamario del defecto se define como la raiz cuadrada
del area del defecto proyectada en el plano perpendicular a la carga aplicada (Fig.23).

Para defectos con una forma muy irregular, se rodea el defecto con un contorno suave como se
ilustra en la (Fig.24a) y se considera el area encerrada por el contorno como area efectiva. Esta
simplificacion no afecta demasiado en la estimacidn de la vida a fatiga; en formas irregulares
como el de la figura la concentracion de tensiones es muy alta y se propaga rapidamente hasta
alcanzar una forma eliptica (Fig.40) [60], [286], [290]. Por lo tanto, el nimero de ciclos hasta
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alcanzar el tamafio considerado como inicial es muy baja, despreciable. De todos modos, esta
simplificacion lleva a una prediccidn conservativa.

Romano [291] caracteriza la forma del defecto con un parametro llamado ratio de forma (SR).
Se define como el ratio entre el lado pequefio y el lado largo del rectangulo minimo que
envuelve el defecto. Otra forma de caracterizar la forma del defecto, el parametro morfolégico
de esfericidad es ampliamente utilizado [292]:

1 2
n3(6V)3

Esfericidad =
Aq

(80)

donde V es el volumen del defecto y A, es el area superficial del defecto.

Murakami [81] propuso una regla experimental para evaluar la posicién de los defectos;
considerando como defecto interno aquel que cumpla la siguiente condicion:

a/h <0,8

siendo a el radio de una esfera de volumen igual al del defecto y h la distancia minima del
centro del defecto a la superficie, ver Fig.39.

Figura 39:Esquema del defecto esférico equivalente y la definicion de su radio y distancia a la superficie. Fuente:
[218]

Dos defectos cercanos pueden interactuar entre ellos propagandose a través del ligamento que
los separa convirtiéndose en un Unico defecto. Si el tamafio del ligamento es pequefio, la
concentracidn de tensiones puede llegar a ser tan alta que la coalescencia se dé instantemente
o en los primeros ciclos de carga. Murakami [81] considera que existe interaccidn entre
defectos si la distancia que los separa es menor que el radio equivalente del menor defecto.

El parametro de raiz de area del criterio de Murakami (Seccidn 6.6) es un indicador simple para
calificar la amenaza que supone un defecto. Sin embargo, ha sido modificada (ampliando el
concepto a un area efectiva) para cuantificar, no solo el tamafio, sino otros factores influyentes
como la rugosidad superficial, la cercania a la superficie libre o la interaccion entre defectos
cercanos. La Fig.41 muestra el drea efectiva para varios casos de defecto. Estas simplificaciones
facilitan la cuantificacidn sin cometer mucho error. Ya que, como se ha explicado, la forma del
area del defecto alcanzara la forma del drea efectiva en un numero de ciclos relativamente
reducido. En el caso de defectos cercanos a la superficie donde el tamafio del ligamento
(material entre el defecto y la superficie libre) es menor al tamafio del defecto, la
concentracidn de tensiones es muy alta en el ligamento y la grieta se propaga rapidamente
hasta la superficie. En el caso de dos defectos cercanos sucede lo mismo; los dos defectos se
propagan convirtiéndose en uno solo. La rugosidad superficial se tiene en cuenta del modo
ilustrado en la Fig.42 con el termino \/areag ;4 Para la obtencién de su valor, se realiza una
adquisicion del perfil de rugosidad a través de un perfildmetro y se asume la rugosidad
superficial equivalente a micro entallas periddicas con una profundidad r y un ancho 2t. Se
puede calcular el valor de \/areag pqy con la expresion (Ec-81-82) propuesta por [291].
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Ermeoor(f)-asi(y) —ome() o =

Jaredr - ) 3g 50,195 (82)
2t 2t

Hu [130] propuso cuatro estrategias para estimar el potencial impacto de cada defecto
combinando pardmetros geométricos y el estado tensional. Los defectos se caracterizaron
geométricamente a través de microtomografia computarizada p-CT y la distribucién de
tensiones se obtuvo por FEM.

e (lasificacion 1: Tamafio de defecto maximo, Vareamax.

La resistencia a fatiga se puede determinar del tamaino del mayor defecto en un
volumen dado.

e (Clasificacidon 2: Factor de intensidad de tensiones maximo, K, ;-

Kmax €s calculado considerando la tensién méaxima aplicada. El valor del factor se
puede utilizar con las ecuaciones de Murakami (Ec.55-56) [15].

e (Clasificacidon 3: Factor de intensidad de tensiones relativo, Ki..;.

K,..; es determinado por tensiones locales, el tamarfio de defecto Varea,y la
concentracion de tensiones resultado del efecto combinado de la localizacidn, la
morfologia y la interaccidn con defectos adyacentes [293]. Cabe destacar que la
expresion para calcular K,..; no es la del factor de intensidad de tensiones real. Sin
embargo, se puede adoptar para evaluar la amenaza relativa que supone cada defecto.

e Clasificacidn 4: Factor de concentracion de tensiones/deformaciones plastico kg.

k, se determina por la concentracion de tensiones principal y la concentracién de
deformacién plastica. Se aplica para clasificar con precision los defectos mas dafiinos
derivados de la clasificacion 3 [198].

Estas cuatro estrategias, con diferentes niveles de complejidad, son capaces de evaluar la
amenaza que supone un defecto. A pesar de ello, ninguno de ellos puede hacer una prediccién
fiable de cual sera el defecto en el que se inicie la grieta. Esto se puede deber a la insuficiente
resolucién de la microtomografia computarizada (um-CT), un mallado pobre y/o debido a
haber pasado por alto el efecto de la microestructura local [293].

En [79], ara determinar el defecto critico, se tratan los defectos como grietas iniciales y se
calcula K para cada una, los defectos con mayor K son mas propensos a que la grieta se inicie y
se propague. El factor de intensidad de tensiones ha sido probado como el indicador mas fiable
para clasificar defectos con el fin de predecir que defecto domina el comportamiento a fatiga
en [294].
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Figura 40: Evolucion de la grieta desde poros superficiales irregulares a grieta semi eliptica, observado mediante um-
CT. Fuente:[2]

; (e)
7

(e)

e<dz<d:

Jareleffmax da e di

Figura 41: Area efectiva del criterio de Murakami para varios tipos de defectos: (a) Defecto interno irreqular; (b)
Defecto superficial irregular; (c) Defecto subsuperficial irregular; (d) Defecto irregular cercano a la superficie libre; (e)

Defectos superficiales cercanos. Fuente:[2]

Rough surface

\} areag max

Figura 42: Area efectiva del criterio de Murakami para un defecto interno combinando el efecto del tamafio, la
cercania a la superficie y la rugosidad superficial. Fuente:[2]
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8.3.1 MODELADO NUMERICO DE LA AMENAZA QUE SUPONE UN DEFECTO

Los métodos basados en observaciones bidimensionales tienen una desventaja a la hora de
aplicarlos a problemas ingenieriles; el defecto del que se iniciara la grieta no se identifica hasta
después del fallo. En la Ultima década, observaciones tridimensionales por medio de la
microtomografia computarizada (um-CT) han sido extensamente usados para la caracterizacidn
tridimensional del material. Las ventajas son obvias: (i) es una técnica de inspeccion no
destructiva que puede ser usada antes, durante y después del ensayo; (ii) se obtiene
informacidn tridimensional cuantitativa de los defectos y los mecanismos de fallo.

En general, las tensiones locales alrededor de un defecto son mayores que las remotas debido
a la concentracién de tensiones, cuantificada por k;. En fatiga, la grieta se inicia en la zona de
mayor concentracion de tensiones [268], por lo que a priori, k; podria ser un buen candidato
para evaluar la amenaza que supone un defecto. No obstante, simulaciones FEM de la
geometria 3D de defectos muestra una alta dispersién alrededor de defectos de fundicion
[193]. Esto se atribuye a la singularidad numérica que se presenta alrededor de los defectos.
Por lo tanto k; queda inhabilitado como indicador de la amenaza que suponen los defectos en
el modelado numérico.

Ademas de la tensidn maxima, la distribucion de tensiones puede jugar un papel crucial
controlando la iniciacion de la grieta. El volumen afectado por la concentracidn de tensiones
muestra una menor sensibilidad a la malla FEM en comparacidn al punto de mayor
concentracidn de tensiones y puede, por lo tanto, usarse como un mejor estimador de la
amenaza que supone el defecto. Se descubrié que la zona alrededor del defecto que
representa la region con la tensidn por encima de la tension de fluencia es un buen indicador
de la tendencia de ser iniciada una grieta [193].

83.1.1 XDz

Inspirado en esta idea, Hu [268], propuso el indicador XDZ (eXtended Defect Zone). XDZ se
define como el volumen (incluido el defecto) con una tensién equivalente de von Mises con un
valor superior a la tensidn de fluencia, soportado en la idea de que una regidn que
experimenta deformacién plastica podria potencialmente inducir la nucleacién. La distribucion
de XDZ varia entre un defecto interno y un defecto subsuperficial. En un defecto interno XDZ
esta uniformemente distribuida alrededor del defecto, en cambio en un defecto subsuperfial
tiende a localizarse entre el defecto y la superficie; en el ligamento [268]. En conclusidn, la raiz
de drea efectiva basada en XDZ refleja de una manera mas realista el comportamiento de un
defecto ante las condiciones de carga, ya que, no solo considera el tamafo del defectoy la
localizacién si no que considera también la zona pldstica alrededor del defecto, que varia con la
tensidn aplicada. La distribucién de XDZ varia entre un defecto interno y defecto cercano a la
superficie. En el primero XDZ se distribuye uniformemente alrededor del defecto, mientras que
en los segundos tiende a localizarse entre el defecto y la superficie, debido a la concentracién
de tensiones.

8.3.1.2  Pore influence zone

Vanderesse [193] definid pore influence zone, como el volumen alrededor de poros con una
elongacién superior al 0.2% como indicador de la amenaza que supone cada poro. El andlisis
por elementos finitos realizados fue estatico. Un analisis plastico incrementaria mucho el coste
computacional. Aunque los resultados del analisis eldstico difieren de la realidad, esta
aproximacion no afecta a la validez del analisis ya que esta, se realiza de modo comparativo.
Los resultados de correlacionar el area proyectada del poro, la distancia a la superficie y la
esfericidad con el volumen llamado pore influence zone justifican la idoneidad de este
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parametro para estimar la criticidad de un poro. Cabe destacar que todos los pardametros
morfoldgicos se han tenido en cuenta implicitamente en los analisis FEM.

83.1.3 HSV

Como ya se ha visto, la amenaza que supone un defecto no depende solo del tamafno y de la
forma, especialmente depende del campo tensional a su alrededor. Kuguel [295] introdujo por
primera vez el concepto de Highly Stressed Volume (HSV), posteriormente ha sido desarrollado
por otros autores [296]-[302]. HSV es definido como el volumen experimentando una tensién
mayor que un cierto valor umbral, expresado este ultimo, como valor porcentual de la tensiéon
maxima local en la zona critica. En cuanto al valor porcentual, no hay unanimidad. Los valores
umbrales propuesto son 95% [295], [303], 90% [296]—-[299], [304] y 80% [305]—-[308].

La probabilidad de iniciacidon de una grieta aumenta a medida que aumenta el volumen critico,
que es responsable del fallo. En consecuencia, no hay necesidad de analizar el componente
completo, solo las zonas criticas donde la tensidn es mayor. Por consiguiente, Lin y Lee [309]
presentaron una relacién entre la tension elastica maxima del material y HSV.

Omax =B-V™™ (83)

donde 0,05 (= k¢ - Oenom) €5 la tension elastica maxima que es igual a la multiplicacion entre
el factor de concentracidn de tensiones y la resistencia a fatiga nominal.

La efectividad de HSV ha quedado reflejado en [310], donde se ha visto que probetas con
entallas pueden soportar mayor tension maxima puntual en comparacion a probetas sin
entalla, porque en el primer caso HSV es menor. Es mas, se ha visto [307] que, en algunos
puntos, un incremento de HSV no conlleva un incremento del tamafo de defecto mayor,
sugiriendo que se ha llegado a un elemento volumétrico representativo[311].

Extreme Value Statistics (EVS) [312] es util para evaluar, probabilisticamente, el tamafio del
defecto maximo esperado en HSV [313], [314]. La teoria Weakest-Link (WL) de Weibull se aplica
habitualmente para evaluar la distribucién estadistica de la resistencia a fatiga del componente
[183], [315], [316]. Originalmente, se establecié que el mayor de los defectos era el
responsable del fallo. Sin embargo, esta suposicion puede llevar a errores por dos motivos
[307]. El primero esta relacionado con el hecho de que el defecto tiene diferente efecto
dependiendo de la distancia a la superficie. El segundo tiene que ver con la localizacion
respecto a la entalla. El efecto concentrador de tensiones afecta Unicamente a los defectos
cercanos a la punta de grieta. Esta interaccidon entalla-defecto generalmente es modelada
combinando la teoria de Weibull con el método HSV [264], [317], [318].

Wang [183] combino un método basado en tensiones locales, TCD, con el método de HSV para
predecir propiedades LCF de placas de aleacion de titanio. Los resultados mostraros que los
métodos locales de fatiga se pueden usar junto a métodos probabilisticos para evaluar el
comportamiento a fatiga de componentes defectuosos con entallas.

Estos métodos generalmente se basan en pardmetros empiricos. HSV, que representa el
parametro principal del método, se define por medio de un porcentaje discreto. La naturaleza
empirica y arbitraria de este pardmetro conduce a una incertidumbre significativa, que se
refleja en la variabilidad de las predicciones.

He [319] comparo los métodos TCD, WLy HSV para predecir el efecto entalla y tamafio. TCD y
WL predijeron un resultado conservativo, HSV fue el mas preciso.
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8.3.1.4 EB-HSV
Para suprimir estas ambigliedades, Pedranz [311] propuso un método probabilistico que
combina métodos basados en Highly Stressed Volume (HSV), Extreme Value Statistics (EVS), y
Strain Energy Density (SED). El método de célculo de fatiga probabilistica resultante, nombrado
Energy Based Highly Stressed Volume (EB-HSV), considera la distribucion de los defectos

presentes en HSV. Se presento un método para definir de forma univoca HSV.

Comparando el fallo de probetas sin entalla con probetas con entalla, se encontré [320] que en
probetas sin entalla se inicid en un poro mientras que en las probetas con entalla se inicié en
un nédulo de grafito cerca de la punta de la entalla. La explicacién de esto, confirmado en
[311], es que en la probeta sin entalla HSV es lo suficientemente grande para, desde un punto
de vista probabilistico, poder encontrar grandes poros. Esta evidencia secunda la necesidad de
definir una resistencia a fatiga intrinseca, representativo del material libre de defectos. Se
puede obtener ensayando con dos entallas de diferente gravedad, con un HSV suficientemente
pequefio para no ser debilitado por los poros. En [311], se adopta un método basado en SED,
suponiendo que el radio de control de SED es una propiedad del material y, por lo tanto, sera
independiente de la agudeza de la entalla. Se considera la resistencia a fatiga de las probetas
con entalla como la resistencia a fatiga intrinseca del material. Esto excluye a los poros, no sin
embargo el efecto de la microestructura y los nédulos de grafito. Los resultados obtenidos
correlacionan satisfactoriamente con las resistencias a fatiga consultadas en la literatura.

8.3.1.5 DSG

El método Defect Stress Gradient (DSG) considera explicitamente el tamafio, el tipo, la
morfologia y la posicién del defecto y la carga para evaluar la vida a fatiga. Para dicho fin, se
introduce un submodelo FEM a escala mesoscopica del defecto. El método DSG da resultados
fiables para defectos desde 100 a 1000 um [321], [322]. Sin embargo, su aplicabilidad a nivel
componente es limitada debido al enorme coste computacional. Con el fin de atajar este
problema, Vincent [323], uso Equivalent Inclusion Method (EIM)[324], [325] en lugar de la
simulacidn FEM para calcular el campo tensional alrededor del defecto. Gracias a su
formulacién analitica, EIM permite ahorrar tiempo de computacién. El considerar el tipo de
defecto, que a priori parece una ventaja, puede ser una desventaja porque eso significa que se
debe identificar para cada uno de los defectos a que tipo pertenece.

La presencia de un defecto induce una modificacidn local del campo tensional, introduciendo
una concentracion de tensiones alrededor del defecto. En el método DSG, la influencia de tal
alteracidn se introduce a través de un gradiente especifico de la tensién equivalente a fatiga. Se
define, por lo tanto, una nueva tension equivalente g, yyen cada punto M de la superficie del
defecto como funcion del gradiente especifico Vo, ) La formulacion del modelo DSG se puede
escribir asi [323]:

OcqvM = OeqM — aVVUeq M (84)
Oeq M~ 0eq 0

Vo =122 85

eqM tamaiio (85)

Oeq 0 COrresponde a la tension equivalente que habria en ausencia de defecto. En [322], se
emplea un submodelo FEM para estimar g, yy. DSG puede ser aplicado con diferentes
criterios de fatiga. En [323], se emplea el criterio de Crossland [326]. La tension equivalente a
fatiga g4 i se define por:

OeqgMm = \/]Za + Qcr * OHmax (86)



‘eman ta zabal zazu

V BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

Universidad
del Pais Vasco

) ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO
Euskal Herriko

Unibertsitatea

donde J,, es la amplitud del segundo invariante del tensor desviador y ogmqx €S la tension
hidroestatica maxima del ciclos. Este criterio establece que la nueva tension equivalente g4 vy
en cualquiera de los puntos M de la superficie del defecto debe ser menor que el umbral S,

Geq VM < .BCr (87)

El método DSG junto con el criterio de Crossland requiere de la determinacién de los siguientes
parametros:

® a., (parala tensién equivalente de Crossland) y 5., son parametros del material que
describen su comportamiento a fatiga multiaxial.

e El coeficiente ay es un pardmetro del material que describe el tipo de defecto y su
influencia a través del gradiente de tensiones. No estd relacionado con el tamaiio ni la
morfologia del defecto.

e El parametro tamafio es una longitud caracteristica que describe el tamafio del
defecto.

Para la aplicacion de la metodologia se debe establecer el campo tensional a nivel de
componente y lanzar el submodelo FEM para cada uno de los puntos del componente. A fin de
simplificar la implantacion del método, sobre todo para hacer posible su aplicacidn a nivel de
componente industrial, se propuso una alternativa para remplazar los modelos de FEM [323].
Este método, conocido como Equivalent Inclusion Method (EIM), utiliza el enfoque analitico de
Eshelby [327], [328] para remplazar la simulacion FEM por ecuaciones de forma cerrada para
computar el campo tensional alrededor de un defecto. Los fundamentos tedricos y las
ecuaciones se pueden consultar en [323]. Comparando los dos métodos, FEM y EIM, los
resultados coinciden. No obstante, el coste computacional en el caso FEM es mayor en
comparacioén al uso de las formulas analiticas de Eshelby. La mayor limitacién de EIB frente al
FEM es que no considera la morfologia del defecto real, en su lugar se aproxima con un
elipsoide [323].

Rotella [329], teniendo en cuenta el efecto del defecto por medio del criterio DSG y realizando
simulaciones FEM en una geometria de componente compleja, obtuvo el mapa del tamafio
critico del defecto. Los resultados de la simulacidon se compararon con los datos
experimentales, arrojando un error del 30%.

Nadot [1] aplica el criterio DSG para simular el mapa de tamafio de defecto. El mapa, es una
representacion grafica en escala de colores del tamafio critico de defecto. El mapa superpuesto
en el componente, con la localizacién y tamafo de los defectos, permite detectar visualmente
si existe algun defecto por encima del tamafio critico. Partiendo de imagenes por
microtomografia computarizada (um-CT) del componente, se han tenido en cuenta el tamafio,
el tipo, la posicidn y la morfologia del defecto, ademas de la carga.
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Hot Spot

Figura 43: llustracion grafica de HSV. Fuente:[319]

Tabla 2:Comparativa entre indicadores de la amenaza que supone un defecto.

Indicador Ref. Condicién
eXtended Defect Zone XDZ [268] Deformacidn plastica (o > oy)
Pore influence zone [193] Elongacidn superior al 0.2%
Highly Stressed Volume (HSV) [295] 0 > € Opay; € =0.80—0.95
Energy Based Highly Stressed Volume (EB-HSV) [311] HSV+EVS+SED
Defect stress gradient (DSG) [323] Gradiente de tensiones local (0.q ym < Bcr)

8.3.2 DISTRIBUCION DE DEFECTOS. TRATAMIENTO ESTADISTICO

Un defecto grande es mas probable que sea responsable del fallo que un defecto pequefio.
Asimismo, la resistencia a fatiga de un componente con una distribucidon de defectos no es
gobernada por el tamafio medio de defecto, por lo tanto, la estimacidn se centra en el extremo
superior de la distribucion. La teoria de los valores extremos EVS ha sido ampliamente utilizada
para caracterizar defectos detectados por um-CT [218], [330]—[332]. Existen dos estrategias de
muestreo; BM (por sus siglas en inglés; Block Maxima) y POT (por sus siglas en inglés; Peaks-
Over Threshold). El mds utilizado en el pasado por su simplicidad es BM [332], que separa el
volumen en subvolumenes y selecciona el defecto maximo en cada subvolumen. Por otra
parte, el método mas util para aplicarlo junto a u-CT es POT, que considera todos los defectos
por encima de un umbral determinado, por lo que no se pierde informacién importante (ver
Fig.44). Ademas, tiene la ventaja de establecer el umbral por encima del valor de la resolucidon
y asi descartar medidas poco precisas. En general, las estimaciones de POT son mas precisas
que las de BM [331].
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Figura 44: Diferencia entre métodos de muestreo EVS; (a) BM; (b) POT. Fuente:[218]

8.4 TAMANO DE GRIETA INICIAL

Como se verd en la Seccidn 8.5 los modelos de propagacion de grieta de la literatura necesitan
como entrada el tamafio de grieta. Del mismo modo, cuando el pardmetro gobernante de la
propagacion de grieta a fatiga del componente se determina en términos de AJ o AK}, y cuando
se dispone de la curva ciclica R, aun faltaria un parametro para poder predecir la vida a fatiga y
la resistencia a fatiga con la mecdnica de la fractura; el tamafio de grieta inicial a;.

Por debajo de un tamafio limite, los defectos dejan de ser nocivos. Cominmente este limite se
conoce como “el tamafo de defecto critico” lo que corresponde, en el contexto del uso de la
mecanica de la fractura en la prediccidn a fatiga, a “tamafio de grieta inicial”.

El concepto de Equivalent Initial Flaw Size (EIFS) fue introducido hace cuatro décadas en la
industria aeroespacial [333], [334]. Debido a que el tamafio inicial de la grieta se determina
recorriendo el camino inverso en los célculos basados en la mecanica de la fractura, los
resultados dependen de la adecuacion de los métodos respectos a las frases tempranas de la
propagacion. Esto es problematico cuando, como es habitual, se usan conceptos de LEFM.
Aunque estas aproximaciones dan resultados utiles en algunos casos concretos, su
aplicabilidad general es cuestionable. En particular, su transferibilidad es limitada debido a que
el concepto de factor de intensidad de tensiones no puede ser aplicado para grietas cortas.
Esto es importante porque la propagacién de grieta corta consume la mayoria de los ciclos de
vida y por lo tanto la vida a fatiga depende en gran medida de esta fase. Otra gran limitacién de
estos métodos es que no suelen contemplar correctamente fendmenos de cierre de grieta.

Hu [268] determino el tamafio de grieta inicial efectivo a; considerando el diametro
equivalente del defecto d y el radio plastico en la punta de grieta:

a; =05d+m, (88)

donde el radio plastico para el caso de deformacidn plana viene dado por [41]:

_ Krznax 2
1, = (1 - 2v) (89)

- 2
TT0po.2
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En la ecuacion anterior gy, , tiene el valor de la tension para una elongacion de la probeta de

0.2%.

Algunos consideran el tamafio de defecto critico como tamafio de grieta inicial y la determinan
con la raiz del 4rea efectiva de Murakami [79]. En estos casos se considera que la fase de
nucleacion es inexistente.

A continuacidn, se recogen diferentes métodos para determinar el tamafio de la grieta inicial.

8.4.1 Método de la curva r ciclica

Es un método complementario al del diagrama de KT [132]. Fue introducido por primera vez
por Tanaka y Akinawa [133]. Para asegurarse de no tener ningun efecto de cierre de grieta
inicial, se inicia la grieta ciclando a compresion, esto es; los valores maximo y minimo del ciclo
de carga son negativos. Después el nivel de la carga ciclica se aumenta de forma escalonada a
R constante. En cuanto AK supera el valor de AK;, .¢r la grieta comienza a propagarse hasta
que se detiene debido al incremento gradual del cierre de grieta. Una vez detenida la grieta, se
aumenta el nivel de carga ciclica. Cuando AK alcance un valor por encima del umbral de grieta
larga AKyp, 1, no se volvera a detener la grieta. Finalmente se representa la curva R ciclica por
medio de los puntos en los que la grieta se detuvo [57] (Fig.45).

AK>A
Kinrc LC = long crack
AKip e <AK<AKyp | ¢ I
A e A da/dN
Load [AK<AKy, .4 __annr = Fmax
poc Mt
— : : I :
I L : :
Compression i I
ﬁpre-cracking : :
I I - !
£ ! : | !
| 5o 1 1 - :
I s : ' I 1
I CA : : I  {
I % : 1 ‘/‘I
! o 1 P i !
) T o MRS DS S

—! 1 2

Number of loading cycles

Figura 45: Estrategia de carga en la obtencion de la curva ciclica R de acuerdo con [134]. Fuente:[57]

El método tiene un gran potencial para determinar el diagrama KT. No solo se podria
determinar para cualquier geometria, sino que también considera aspectos como la
propagacién multiple de grietas.

Zerbst y Madia [82], [335] aplicaron el método para determinar el tamafio de grieta inicial a;.
La Fig.46 muestra el método de forma esquemadtica, donde a; es el tamafio de grieta para el
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que la curva ciclica R se hace tangente con la curva del crack driving force ciclico. Cuando el
crack driving forcé corresponde al limite de fatiga del material, a; es el tamafio de grieta inicial,
que después de cierta propagacion se detendra. Este tamafio de grieta inicial se considera
como parametro del material [336].

El crack driving force ciclico AK,, (derivado de AJ, ver Seccion 6.2.3) se obtiene para un nivel de
tension igual al limite de fatiga. La curva ciclica R se representa fijando AK = AK; o como el
eje de ordenadas y se desplaza a lo largo del eje de las abscisas hasta cumplir el criterio de
tangencia con la curva del crack driving force. Finalmente, el tamafio de grieta inicial a; es el
origen de la curva R ciclica. Notese, que la resistencia del material se considera implicitamente
ya que la curva tensién deformacidn ciclica se ha incluido en la obtencién de AJ (y
respectivamente AK,,. El tamafio de grieta inicial disminuye a medida que aumenta la
resistencia del material [337], [338].

F E Crack driving force (Loading level %
g I referring to material endurance limit) i
L o] 1 - i
5 p asc \ / ,
5l N
o : Tora+ % -
_.-C_‘ | E >
o | No crack arrest ¥~ <2225,
ol
e ! \
g i ®
< |
(0] 1
o I AK
sl ! Crack arrest thFS
ol | X
jg i }Kih,op
g " (SN RPN, /S PN S S| pec]
577 f
© 1 /\Kth.eff
O : v ¥
a, Crack depth a

Figura 46: Andlisis de la curva R ciclica para determinar el tamafio de grieta inicial como un parédmetro de material
de acuerdo con Zerbst y Madia [335]. Fuente:[57]

Tal vez, el mayor desafio para el método es el gran esfuerzo respecto a la obtencidn de los
datos de entrada. Ademas de la curva tensidon-deformacion ciclica, se necesita la curva ciclica R.
En [335] aparte de la obtencion experimental, los autores proponen una estimacion basada en
el diagrama KT, que es complementario a la curva R ciclica. El pardmetro a, de El Haddad [12]
ha sido modificado [336] para cumplir la condicién de que el umbral, AK;y, referido a Aa = 0

es AKip err Y NO cero.
Aa+a*
AKep(Aa) = AKyp 1 - /m

El termino a* se puede obtener por [335]

(90)
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La mayor dificultad radica en la correcta obtencién de a,.

El tamafio de grieta inicial a; depende de la calidad de la curva R ciclica, especialmente en la
seccion de la curva donde se da el contacto tangencial. Esto requiere controlar la dispersidn de
los datos experimentales, como el ajuste de la curva a partir de los puntos.

Cabe mencionar que el problema de una a; correcta se reduce cuando la profundidad de la
entalla secundaria k (ver fig.34) se toma como parte de la grieta inicial, particularmente
cuando la profundidad de la entalla secundaria es mucho mayor que el a; obtenido con la
curva R ciclica para probetas lisas [336].

Como ya se ha mencionado, el tamaiio critico inicial basado en la detencidn de grieta, se
reduce a medida que se aumenta la resistencia del material. En el caso en el que el tamafio de
grieta inicial sea menor que el tamafio de los defectos preexistentes, el tamafio del defecto
controlara la profundidad de la grieta inicial.

8.4.2 Especificacidn por caracteristicas microestructurales

Al igual que con el método anterior, la definicién del tamafio inicial de grieta esta relacionado
con el limite de fatiga del material liso, que es controlado por la detencion de la mayor grieta
micro estructuralmente corta en una barrera microestructural (Seccién 6.5). En el diagrama KT
de la Fig.47 el tamafio de grieta d se refiere a esto. Chapetti [277] definié d como la distancia
de la mayor barrera microestructural a la superficie.

La obtencién de d es sin duda el mayor reto del método. Existen ejemplos [277] para diferentes
microestructuras basadas en mediciones épticas de grietas superficiales detenidas asumiendo
una grieta semicircular. Para acero ferritico se asume el contorno de grano como la barrera
principal a la propagacion de la grieta. Como consecuencia se iguala d con el tamafio medio de
granos (38um en este caso).

Cabe mencionar que la determinacién del tamafio medio de grano a través de una imagen
metalografica tiende a subestimar su valor. Suponiendo granos esféricos, para obtener el
tamafio de estos, deberiamos de realizar el corte por la mitad de la esfera. Cortando por un
plano diferente se subestima su didmetro. Es por esto por lo que solo se tienen en cuenta los
mas grandes. Para acero S355NL, el tamafio medio de grano esde 13 — 21um o 15 — 21um
cuando el 10% o el 5% mayor de los granos medidos es considerado respectivamente [336].
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Figura 47: Relacion entre en diagrama KT (izquierda) y la curva R ciclica (derecha). A, By C se refieren a las fases de
propagacion de grieta micro estructuralmente corta (A), mecdnicamente/fisicamente corta (B) y grieta larga
(C).[336]

8.4.3 Process zone size

Ostash y Panasyuk [339], [340] definieron process zone como el volumen cuyo contorno la
grieta supera cuando se transforma de grieta microestructuralmente corta a
mecdanicamente/fisicamente corta. El tamafio de esta zona d* se asume como el tamafio de la
grieta inicial a;. Encontraron que d* es independiente del radio de la entalla p y se estima por
medio de

d* =125 2% (M)Z (92)

AUO

donde la constante [ vale 0.7 para aceros y 1 para aluminio. En el caso de acero S355NL [341],
AKipesr = 2.7MPa - Vm

Aoy = 550 + 14 MPa
de tal modo que
d* =a; = 1475+ 0.75um.

Este valor se suma a la profundidad de la entalla secundaria k al igual que con los dos métodos
anteriores.

8.4.4 Métodos de las distancias criticas (TCD)

Los siguientes métodos para obtener el tamafio de grieta inicial estan basados en los métodos
de distancia critica (fundamentos en la Seccién 5.1.1). La idea bdsica se toma de los trabajos
pioneros de Neuber [109] y Peterson [107] quienes lanzaron la hipdtesis de que una tensién
media a lo largo de una longitud estructural caracteristica o una tensién puntual a cierta
distancia de la raiz de la entalla, respectivamente, son los pardmetros controlando el dafio por
fatiga. Tanaka [10], para el caso de entallas agudas, propuso que la distancia critica en el
método de Neuber fuera igual a 2a, donde a es el tamafio de grieta ficticio introducido por
Smith [342] y El Haddad [12]. Otros autores como Taylor [8], [343] o Lazzarin [108] también
emplearon este método.
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8.4.4.1 Tamaho de grieta ficticio ay propuesto por Smith y El Haddad

En el diagrama de KT (ver Fig.25) a, se obtiene como el tamafio de grieta en la interseccién de
las rectas correspondientes al limite de fatiga (recta horizontal) y el umbral del rango del factor
de intensidad de tensiones (recta inclinada) en doble escala logaritmica.

Se puede obtener a, de una forma directa ensayando probetas con grietas definidas, con las
que dibujar el diagrama KT [119]. Sin embargo, normalmente se obtiene por

_1 AKth,LC)Z
Qo = 7'[( Aoy (62)
para R = —1. Para valores arbitrarios de R, Ag,, es sustituido por Ag,.

Con el objetivo de poder aplicar la Ec.62 a diferentes geometrias y condiciones de contorno,
algunos autores [277], [344], [345] la modificaron introduciendo el factor geométrico a:

ag = 2 (Mensc)’ (63)

T \ a-Aoy

EL mayor problema a la hora de aplicar este método es la determinacion previa de las
propiedades Aa,, y AK¢p 1c.

\ Stress range

£ Cyclic stress intensity
AKy, constant

d ag Crack depth (log)

Figura 48: Definicion del tamaiio de grieta ficticio ay en el diagrama KT. Fuente:[336]

8.4.4.2 La propuesta de Yates y Brown

Yates y Brown [89] realizaron un analisis simplificado de la curva R, tomando a, como el
tamafio de grieta maximo para una grieta que no se propaga. En otras palabras, como el limite
superior del tamafio de grieta inicial a;. De acuerdo con la Fig.#KT, a, es siempre mayor que d.
Por lo tanto, este método conduce a resultados conservadores.
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8.4.4.3 La propuesta modificada de Tanaka y Akinawa
Tal y como se ha definido a; en la ec.92 no incluye el fenédmeno gradual del cierre de grieta en
la fase de grieta mecanicamente corta. Para atajarlo, Tanaka y Akinawa [111] propusieron el

pardmetro modificado a;) basado en el umbral intrinseco AK;p, ¢rf:

ay =2 (M)z (93)

w \ aAoy

8.4.5 La propuesta de Usamiy Shilda

Usami y Shida [346] propusieron el criterio del limite de fatiga basado en la zona plastica
delante del frente de grieta (de radio 7;,¢). Postularon que 7;,. fuera constante bajo el nivel de
tension del limite de fatiga para grietas cortas de diferente tamanfo y que fuera determinado
por

Toc = % [Kmax,th/o-{/]z (94)

Para finalmente obtener el tamafio de grieta inicial equivalente a, como

[
2 Y
Imax,w

Ae = Tpew)/ Secﬁ -1 (95)
+R

La tabla.3 recoge el tamafio inicial de grieta a; para las diferentes propuestas resumidas en la
Seccion 8.4.

Tabla 3: Tamafio de grieta inicial (semi circular, a/c=1) obtenido para diferentes propuestas recogidas por [336].

Propuesta de Ref. Trasfondo tedrico a; en um [336]
Zerbst [335] Detencidn de grieta 10 — 27
Chapetti [277] Tamafio de grano medio como distancia a barrera microestructural 13 -21
Ostash y Panasyuk  [340], [347] Process zone size 14.75 + 0.75
Yates y Brown [89] a, de El Haddad como limite superior 133 - 218
Tanaka y Akinawa [111] Como el de arriba, pero modificado para AKyy, o5 ¢ 13.7 —15.2

Usamiy Shida [346] Tamafio de zona pldstica ciclica constante para g, 10.1 - 21.4




eman ta zabal zazu

V BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

. . ) ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO
Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

y P Monotonic
rocess  j)astic zone

zone d* oy
Acy(o) \ \l

\ /

\ *
\ \‘#_,,
\

Figura 49: Definicion grafica de process zone de acuerdo con [105], [347]. Fuente:[336]

8.4.6 Varea de Murakami

Otro modo de determinar el tamafio de la grieta inicial a; es a partir del pardmetro Varea
modificado de Murakami. El parametro Varea efectiva (ver Seccién 8.3) a parte del efecto del
tamafio del defecto, tiene en cuenta, la distancia a la superficie, la rugosidad superficial y la
interaccion con otros defectos cercanos.

Este parametro, se puede utilizar en conjunto con los indicadores visto en la (Seccion 8.3.1)
para asi contemplar, aparte de los factores influyentes nombrados en el parrafo anterior, el
efecto del campo de tensiones/deformaciones. Por ejemplo, en el caso de XDZ, a; se obtiene
de aplicar Varea al volumen (incluido el defecto) que sufre deformacién plastica [268].

8.5 MODELOS DE PROPAGACION DE GRIETA A FATIGA

La propagacién de grietas se estudia habitualmente con la curva caracteristica del material que
relaciona los logaritmos de la velocidad o tasa de propagacion da/dN y el rango del factor de
intensidad de tensiones AK. La parte lineal de la curva puede describirse con la ley de Paris, del
siguiente modo:

Z—; = CAK™ = C(Aoama)™ (96)
donde, ny C son parametros de ajuste, en teoria, dependientes del material.

La grieta se propagara solo cuando AK exceda un valor umbral AK;},. Esta suposicién no es del
todo cierta y no es valida para grietas microestructuralmente cortas. Esto es debido a que
AK;y, el rango umbral del factor de intensidad de tensiones, se refiere a grieta larga. Por otro
lado, cuando K, alcanza el valor de la tenacidad K, la propagacidn estable de grieta a fatiga
pasa a ser inestable provocando la fractura.
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Asumiendo una longitud de grieta inicial ay y una longitud de grieta final critica a i,
correspondiente a la condicidn de fallo, bajo la simplificacién de @ = cte., el nUmero de ciclos

hasta el fallo Ny se puede calcular separando las variables da y dN en la Ec.96 e integrandolos:

N cri 1
Jy ' C(aoavma)* dN = f;o tW da (97)
_ 2ay M mag )
Ny = n-2)covman’ 7T 2 (98)

Para el caso especial en el que n = 2, se simplifica la Ec.98 mostrando la influencia de cada
parametro en la vida a fatiga.

No = — 1 p Gerit (99)

f nC(Aoa)? ao

La ley de Paris [40] cuenta con muchas limitaciones, no tiene en cuenta efectos del historial de
carga, como la influencia de sobrecargas, ni la componente media de la tensién (solo tiene en
cuenta la componente alterna de la tensidn), ni efectos de cierre de grieta. El uso del factor de
intensidad de tensiones K es un parametro cuestionable para describir la propagacion de

grietas en fatiga en materiales de comportamiento ductil, los cuales, sufren deformacion
plastica en el frente de la grieta.

A pesar de todo, la simpleza y la buena correlacién con los resultados experimentales, hacen
que la ley de Paris sea la mas utilizada por investigadores del disefio tolerante al dafio.

Cuando se puede asumir una zona plastica pequefia en el frente de la grieta en comparacién al
tamafio de la grieta, la estimacion de la vida a fatiga puede realizarse de acuerdo con LEFM y la
ecuacion de Paris. Para el caso multiaxial la Ec.96 antes vista se transforma en:

d
= C(AK)" (100)

donde AK,4es el rango del factor de intensidad de tensiones equivalente. Una forma de
obtenerlo es a través de la Ec.24. El nimero de ciclos, Ny, puede calcularse:
__ rac da
Ny = fao AR (101)
donde ag es la longitud de grieta inicial y a. el tamafio de grieta critico. Estas ecuaciones son
aplicables a grietas largas. El método KT introduce un tamafio de grieta corta como la frontera

entre grieta corta y grieta larga. El tamafo de grieta corta se obtiene comparando las
ecuaciones para el umbral de grieta larga y el limite de fatiga:

1 /AKp\2
o = (052

donde Agy, es el limite de fatiga ciclico y AK;; el valor umbral del rango del factor de intensidad
de tensiones.

Este modelo, aunque presenta muchas limitaciones, es el mas simple y en muchos casos puede
ser preferible a otros modelos mas complejos. Para defectos grandes con valores de AK dentro
del régimen de Paris es un modelo adecuado [60]. Son muchas las modificaciones de la ley de
Paris que se han propuesto para salvar sus limitaciones.

Walker [348] modific la ecuacion de Paris (Ec.96) para tener en cuenta el efecto del ratio de
tensiones:
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da —_— AK n At

= CBRO™ = ¢ (gomms) = C(Kmax(1 = R)Y) (102)
donde Y es un parametro del material que representa la influencia de R en la tasa de
propagacién de grieta. El valor tipico para Y es 0.5, pero puede variar entre 0.3 — 1.0. En
general, se asume que las tensiones de compresién no afectan a la propagacion considerando
Y = 0, lo que da un valor de AK = K,,, .. Esta férmula predice adecuadamente FCG cuando

R > 0.4. Sin embargo, no es asi cuando R < 0 [349].

Forman [350] propuso una ecuacion Ec.103 que ademas de salvar la limitacién de restringir la
ecuacion a la parte lineal, tiene en cuenta la componente media de la tensidn. La ecuacién
tiende a infinito cuando el valor de K,,,,, Se acerca a K,; subestima la tasa de propagacion en
la parte final.

da _  CpAK"F

dN ~ (1-R)K.—AK (103)

El indice “F” en la Ec.103 simplemente es para indicar que las constantes Cr y nr no tienen el
mismo valor que las constantes C y n de la Ec.96.

La ecuacién propuesta por MCEvily-Groeger [351] ademas de lo anterior, también tiene en
cuenta las cercanias del umbral del factor de intensidad de tensiones AK;,.

S8 = C(AK — AKep)? #’;x (104)
Existen métodos que tienen en cuenta la plasticidad y el cierre de grieta. El modelo strip yield
(Seccion 6.2.4) modificado de Newman [56], que ha sido aplicado con éxito en la prediccion de
curvas S-N en materiales aeroespaciales como las aleaciones de aluminio o acero de alta
resistencia [352], es un ejemplo de ello. La aplicacion de este método debe realizarse
numéricamente, usando FASTRAN Il o un software similar [55]. Una potencial deficiencia del
método es debido al hecho de que los aspectos relacionados con la plasticidad se abordan con
un factor de intensidad de tensiones corregido a la zona pldstica. Aunque podria ser adecuado
para muchos materiales aeroespaciales con baja tenacidad y elevada resistencia puede ser

problematico para materiales mas ductiles.

EL descubrimiento del PICC por Elber [58], fue un gran avance en la comprension de los
mecanismos de propagacion de grieta. A fin de mejorar la modelizacién de la propagacion de la
grieta, incluyendo el efecto de los fendmenos de cierre de grieta (Seccion 6.3), se remplazo AK
de la Ec.96, por el factor de intensidad de tensiones ciclico efectiva AKeff:

Z—; = CAK,pf" (105)

AK, sy incluye los fenomenos de cierre de grieta computando AK unicamente cuando la grieta
permanece abierta.

Para una aplicacién muy simplificada del concepto de AK, ¢, hay quien asume que no existe el
umbral para la propagacién AK;; y que, por lo tanto, la propagacion se da en cuanto el rango
efectivo AK,¢r > 0 [41].

Toyosada [353] y después Sumi [354] mejoraron la férmula de Elber (Ec.105) proponiendo una
carga generada por la zona plastica re-traccionada (RPG). La carga de apertura K, es
sustituido por la carga RPG, AKppe = Kimax — Krpc
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Kujawski [355] propuso sustituir AK, ¢ en la Ec.105 por (MAK) donde M viene dado por:

A-R)™ —~5<R<0
M= (1-RrR)"*? 0<R<05 (106)
(1.05— 1.4R + 0.6R%)™° 0.5<R<1

donde 6 y 8, son parametros del material y del ambiente (6 < 8; < 1), C yn son las
constantes del material correspondiente a R = 0. Este modelo asume que n es independiente
de R y ajusta las curvas a diferentes R con diferentes valores de 8 y ;.

En otro trabajo, Kujawski [356] propuso un factor de intensidad de tensiones corregido K, para
. . - d

tener en cuenta el efecto del ratio de tensiones R en el Régimen | de la curva ﬁ — AK. De este

modo, para cualquier R la propagacidon de la grieta a fatiga se puede representar por una Unica

da
curva— — AKj;.
dN d

Otro modelo ampliamente usado en la propagacién de grietas es NASGRO [357], la cual tiene

Omin

en cuenta el ratio de tensiones aplicadas R(= ), el cierre de grieta y los extremos superior

Omax

e inferior de la curva de la tasa de propagacion [2]:

2| an]" s o)
Kc

donde D y n son parametros del material, p y g son coeficientes empiricos que determinan la
.. da . . .
curvatura de la tasa de propagacion (ﬁ - AK) en los extremos inferior y superior

respectivamente, para ajustarlos a los datos experimentales, f es la funcién de Newman del
cierre de grieta, K4 €S €l valor mdximo del factor de intensidad de tensiones y K. es el valor
critico del factor de intensidad de tensiones o tenacidad. La gran limitacién de este modelo es
que D, n, py q dependen de la longitud de grieta.

La tenacidad a la fractura K se ha demostrado que tiene poca influencia en la prediccién de la
vida a fatiga [261] . El valor umbral del rango del factor de intensidad de tensiones AK;y,
depende del ratio de carga aplicado. Sin embargo, el valor de R = 0.1 representa un valor
conservativo comparandolo con R = —1 [358].

Se han llevado a cabo varias modificaciones de las ecuaciones de NASGRO para predecir la vida
a fatiga de componentes con defectos [60], [359]—-[361]. Con el fin de considerar la

propagacion de grieta corta y el cierre de grieta en la régimen | de la curva Z—Z — AK, Hu [130]
remplazo AK;j, en la Ec.107 por el modelo de Chapetti [105] de la Ec.44.

En la variante de Hartman-Schijve (H-S) de NASGRO [360], [361], las constantes del material, D
y P dejan de ser dependientes de la longitud de la grieta. Esta ecuacion es valida para
microgrietas [2]:

P P
da AK—-AK AK—-AK
°ot D thr — D thr

dN Kmax __AK
\Il_ A 1 (1-R)A

donde A es la tenacidad ciclica y AK;p, es el valor umbral efectivo del factor de intensidad de

(108)

. . . ., da
tensiones seleccionado para ajustar la curva de la tasa de propagacion (H - AK) ala

ecuacion H-S. Esta ecuacion considera tanto el régimen | como el régimen Il de la curva de la
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tasa de propagacion (dd—; - AK) y es valido para propagacién de grieta corta, por lo que es

buena opcidn cuando los defectos son pequefios y los valores iniciales de AK sean cercanos a
AK;y, [60].

Sanaei [60] realizo un analisis de sensibilidad donde concluyo que AK;y,,- tiene un efecto
significativo en los resultados predichos, particularmente en HCF, ya que los valores iniciales de
AK son cercanos a AK;;, en HCF. Por otro lado, 4, apenas afecta a la prediccion de la vida a
fatiga. Cuando K, tiene un valor cercano a la tenacidad, la tasa de propagacién es muy altay
la grieta se propaga significativamente en pocos ciclos, es por esto por lo que la prediccion de
los resultados es casi insensible al valor de A.

El tamafio inicial del defecto (Seccidn 8.4) tiene un efecto significativo en la prediccion de los
resultados, especialmente para un numero alto de ciclos de vida a fatiga. La sensibilidad al
tamafio inicial es mayor en este caso en comparacion a la ecuacién de Paris, especialmente
para un numero alto de ciclos de vida a fatiga. Esto ultimo, concuerda con los observado
experimentalmente; el efecto del defecto es mayor para un nimero alto de ciclos de vida a
fatiga.

En cuanto a la forma del defecto, la variacidn de esta es menos significativo en la prediccion de
los resultados a medida que el defecto inicial es mas elongado. En general, para un numero
alto de ciclos de vida, la sensibilidad de los pardmetros involucrados es mayor para la variante
H-S de NASGRO en comparacion a Paris.

La variacion de la constante P y el exponente D, cambian la pendiente de la curva de la tasa de
L, (d - i
propagacion (ﬁ - AK) y lo desplazan a izquierda o a derecha, respectivamente. El efecto de

estos pardmetros se vuelve menos significativo en HCF.

En [219] se emplea la Ec.108 para modelar la propagacidn de grieta corta, fijando el valor de
AK,p, en 0.1 MPav/m. Quedando la expresién de la siguiente manera

P
da AK-0.1
aN D 1_—AK (109)
(1-R)A

donde D =1.49-1071%, P =1.99y A = 69MPavm.

Otra opciodn en la prediccidn de vida a fatiga de un componente defectuosos es el uso del
software FASTRAN [55], [362], [363], cuyo modelo de fatiga [55] esta basado en el cierre de
grieta inducido por plasticidad y considera un rango efectivo del factor de intensidad de
tensiones, (AK,sr). Esta basado en el modelo de propagacion de Newman([56]. No requiere
reordenar el histérico de cargas, esto hace que sea particularmente util para lidiar con
condiciones operacionales reales. La propagacién de grieta en FASTRAN se rige por la Ec.109.

1_&
98 C(AKpr)™ et (109)
dN eff ( I_ng_x)q
Kre
donde C y m son las constantes de la ecuacion de Paris, p y q son constantes para ajustar la
curva a los datos experimentales en las regiones extremas de la curva (cerca de AK;, y AK,),
AK, es el valor umbral del rango efectivo del factor de intensidad de tensiones, AK, ¢ es el

rango efectivo del factor de intensidad de tensiones, K, €s el valor maximo del factor de
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intensidad de tensiones y K, es el factor de intensidad de tensiones eldstico para el fallo.
AK, 55 se calcula asi:

_Gop

1
AK,pp = |—229x| AK (110)

donde ¢’ es la tension de apertura de grieta calculado usando FASTRAN y es mayor que gy,
la tensidn de apertura de grieta derivada de la ecuacién original sin hacer uso del elemento de
la propagacion del frente de grieta.

La gran limitacion de FASTRAN es que solo considera la propagacidon en modo |. Para extender
su aplicabilidad a condiciones de carga multiaxial o a la propagacion de grieta en modo mixto,
donde el drea efectiva del defecto cambia con la carga, Molaei y Fatemi [287] estimaron la
grieta iniciada del defecto proyectando el defecto en el plano de mdximo dafio de acuerdo con
el método de plano critico FS. La aplicabilidad de FASTRAN también se extendi6 [287], [288]
para la evaluacion a fatiga de componentes con entalla bajo la suposicién de iniciacidn y
propagacién en modo | por medio de una tensidn axial equivalente derivada a partir de la
tensidn local equivalente de von Mises. El modelo de Newman [56], en el que se basa FASTRAN
[55], asume que el tamafio de la zona plastica es Unicamente dependiente de la tension
maxima e independiente de la minima. Este concepto puede explicar los efectos de una simple
sobrecarga, pero no el efecto de la secuencia de cargas variables [364].

Basandose en la ecuacion de Forman (Ec.103) Yang [365], [366] propuso un modelo que puede
predecir la propagacién de grietas a fatiga bajo carga de amplitud variable.

Wheeler [367] y Willenborg [368] usaron el concepto de area plastica delante del frente de la
grieta para describir el retraso en la propagacién de la grieta. Usando este mismo concepto y
basandose en Walker, Chang-Engle desarrollaron un modelo para reducir el efecto retardo que
se tiene en cuenta para la aceleracidn de la propagacién debido a carga negativa; la zona
pldstica por sobrecarga se reduce después de una subcarga de compresién. Una limitacidn de
este modelo es que subestima el efecto del retardo, ya que solo tiene en cuenta subcargas
inmediatamente después de una sobrecarga. Wenjie [369] propuso una modificacién del
parametro de zona plastica para mejorar el modelo de Wheeler.

Huang [370] presentd un modelo de propagacidn de grieta, basado en el modelo modificado
de Wheeler, relativamente sencillo, pero capaz de considerar tanto el efecto del ratio de
tensiones como el efecto de la sobrecarga/subcarga. El modelo es apropiado incluso para carga
random variable aleatoria. Ademas, propuso un nuevo concepto de modelo de dos parametros
gue simultdaneamente usa el ratio de tensiones y los factores de la zona plastica. Las
predicciones del modelo mostraron buena concordancia con los datos experimentales
obtenido para 7075-T6, 2024-T3 y 350WT bajo cargas de amplitud variable. Para un amplio
rango de R la tasa de propagacion puede ser descrita por una Unica curva en los regimenes de
propagacién de grieta | y Il. El tamafio de la zona plastica delante del frente de la grieta es
dependiente de la tensién maxima, la resistencia a fluencia y el espesor de la placa. El factor
del tamafo de la zona plastica se modela como una funcién continuade estas variables,
haciendo que su cdlculo sea facil. El modelo cuanta con las siguientes ventajas: (i) El concepto
de AK,4 hace que solo sea necesario obtener los datos para R = 0; (ii) Describe el fenémeno
de retardo debido a una sobrecarga y la aceleracion cuando una subcarga sigue a una
sobrecarga; (iii) El tamafio de la zona plastica en frente de la grieta se modela como una
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funcién continua de los parametros que definen el estado de constriccidn alrededor del frente
de grieta, haciendo que su calculo sea preciso y facil.

Debido a la complejidad de simular la propagacion de grietas multiples, estandares y cédigos
como el BS7910 o API 579 RP-1 asumen la propagacion de las grietas sin interaccién con grietas
adyacentes. Cuando una cierta condicién de proximidad se cumple, las multiples grietas se
remodelan como una grieta simple [371].

Recientemente, Lee [372] desarrollo un modelo para estimar la propagacion de grieta a fatiga
en un navio sometido a cargas de amplitud variable (la accidn de las tormentas) que tiene en
cuenta las sobrecargas y subcargas junto al ratio de tensiones.

d
= C(AK ™ (111)
AKpq = Mg'Mj°AK (112)
(1-R)™A (-5< R, <0)

Mg = (1—R)F (0<R; <05 (113)

(1.05 — 1.4R, + 0.6R?)"# (0.5=<R; <1)

My = (12.65 - 107254 2)1/m (114)

: : KoL—K : .
donde R, es el ratio de tensiones; R, = —22—C: K, . K;;; Y Kimax sON el factor de intensidad

Kmax—KuL
de tensiones correspondientes a la sobrecarga, a la subcarga y al valor maximo de la carga
variable, respectivamente; 8 es igual a 0.5 para aleacion de titanio y 0.7 para aleacion de
aluminio o acero; y f; = 1.28.
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Tabla 4: Comparativa de las caracteristicas de modelos de propagacion de grieta

Cierre

Régimen Parametro Efecto R de Grieta CaTrga Sobrecarga/
gobernante . corta variable Subcarga
grieta
Paris [40] 1l AK
Walker [348] 1l AK XHHH*
Yang [365], [366] Il AK X X
Forman [350] Iy Il AK X
MCEvily-Groeger [351] Lity 1l AK X X
Elber [58] 1l AK,pp X X
Kujawski [355] 1l MAK Xx** X
Kuwaski [356] lyll AK, XH** X X
Toyosada [353] y Sumi [354] 1l AKgpe X
NASGRO [357] Lty 1 AKess X X
Hu [130] Lty AKess X X X
Hartman-Schijve [360], [361] lyll AK, 55 X X X
FASTRAN [55], [362], [363] Iy I AK,pp X X X*
Huang [370] Lty AK,q X X X X**
Lee [372] 1l AK,q X X X X
Vasudevan [373] LI AK Y Kpax X X X
Zerbst [83] Il AKJ X X X

*Limitado a sobrecarga simple

**Solo tiene en cuenta subcargas inmediatamente después de sobrecargas
***Ppara diferentes valores de R las curvas coinciden

****para R > 0.4

Muchos trabajos apoyan la hipdtesis de Elber [58] como se ha resumido en [374]-[377]. Puede
justificar muchas caracteristicas de la propagacion de grietas a fatiga. Sin embargo, tiene ciertas
limitaciones, no pudiendo explicar algunas otras caracteristicas como [378]:

(i) Explicar el retraso o la detencidn después de una sobrecarga con un R alto, cuando K, >
Kop [379].

(ii) Las grietas detenidas a una R dada pueden reanudar su propagacién a una R mas baja, pero
bajo el mismo AK, ¢ [380].

(iii) La insensibilidad de R a los umbrales de propagacion en un ambiente inerte [381].

Basandose en estas limitaciones, Vasudevan [373], [382]-[384], cuestiona el rol actual de
AK,s7 y propone el método unificado (UA). El método establece dos parametros gobernantes
para la propagacién de grieta a fatiga; el factor de intensidad de tensiones ciclico AK, que
induce el dafio ciclico acumulativo, y su valor maximo K,,,,,, que tiene que considerar
tensiones residuales debido a los eventos previos de carga, mientras causa dafio dependiente
del valor pico, como puede ser fractura asistida por el ambiente (EAC). El método contempla
dos umbrales para la propagacién, uno para el factor de intensidad de tensiones ciclico,

AK¢y, = AKyp (R — 1),y otro para el valor pico, Ky, 4, ¢1- La grieta se propagara cuando se
cumplan las dos condiciones, AK > AK¢y, ¥ Kinax > Ky en- Estos dos umbrales, son
propiedades mecanicas para una combinacién material-ambiente dado, independiente de la
geometria, el tipo de carga y del fendmeno de cierre de grieta. La independencia de R de los
umbrales de propagacién en el vacio, evidencia lo anterior; el vacio elimina los efectos de EAC
dependientes de K,y 4, pero no el PICC. Si el ligamento (seccién de material sin agrietar) es lo
suficientemente grande y fuerte, la carga de apertura, F,,, puede ser independiente del
tamafio de grieta. Para ligamentos menores, deberia ser dependiente. Por lo tanto, bajo las
mismas condiciones de carga (AK, K,;,4), 1a propagacion no puede ser gobernada por la
misma AK, ¢ que gobernaria grietas mds pequefias en esas condiciones [378]. Se ha
demostrado que Ky, qx ¢, €sta relacionado con K, a través de una deformacion plastica
monotdnica critica [385]
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A pesar de todo, los modelos de propagacion de grieta a fatiga basados en AK, ¢ se siguen
utilizando en la practica como es el caso del modelo strip-yield basado en PICC para modelizar
la propagacion de grieta a fatiga bajo condiciones de amplitud constante y variable. A
diferencia de AK (que puede ser calculado), AK, ¢ solo puede ser estimado. La regla de

Forman-Newman para la propagacion de grieta a fatiga asume AK, s como parametro
gobernante, Z—; = f(AKcfr), y usa 4 parametros de ajuste A, m, p, q y el factor geométrico

transversal a. El ultimo, frecuentemente se usa como quinto parametro de ajuste, cuando los
otros cuatro no logran ajustar adecuadamente. Esto es debido a que la estimacion de K, y
por lo tanto AK,¢¢, dependen del ratio 1 entre la tensién nominal y la tensién de Tresca o
Mises, inducido por un campo tensional eldstico lineal delante del frente de la grieta. Por lo
tanto, variarad desde i = 1 para tensién plana a = 1/(1 — 2v) para deformacién plana. Por
consiguiente, 1 deberia depender del espesor del componente agrietado, y en aceros bajo
deformacidn plastica deberia variar entre 2 < Y < 3. Sin embargo, a pesar del significado
fisico de a, su geometria intrinseca y la dependencia de la carga, muchas veces se asume que
se trata de una constante del material.

Otra caracteristica importante del método Forman-Newman es que los valores de K, y AK,¢¢
estan basados en las estimaciones del modelo 1D strip-yield para placas grandes con una grieta
centrada. Cuando se aplica a otras geometrias su uso es cuestionable, sobre todo bajo cargas
de amplitud variable. Existen correcciones para algunas geometrias [386].

Para salvar estas limitaciones, se propusieron modelos de dafio critico (CDMs) [387]-[389]
basados en la misma mecanica strip-yield usada en el codigo NASGRO, pero asumiendo que la
propagacién es causada por acumulacion de dafio, reconociendo la existencia del fendmeno de
cierre de grieta, pero no la hipdtesis de dafio nulo cuando la grieta esta parcialmente cerrada.

Esto indica que una buena medicion de F,, es esencial para verificar la hipétesis de AK,¢¢. Las
evidencias indirectas, como un buen ajuste de la curva de propagacién, no son prueba de ello
[390]. Diferentes métodos para medir Py han sido resumidos en [378]. En el mismo trabajo,
ensayos experimentales bajo AK y K, cuasi constante, mostraron que el ratio de apertura
de grieta K,p, /Ky qx decrece a medida que aumenta la longitud de grieta, mientras que la tasa
de propagacion da/dN permanece practicamente constante. En cuanto a AK,s¢, aumento
significativamente con el aumento de la longitud de grieta, mientras que la tasa de
propagacién permanecid practicamente constante durante el ensayo. El autor concluye que
AK,ss no es el parametro gobernante de la propagacion de grieta a fatiga. Introduciendo
sobrecarga en el ensayo, tanto para probetas de aluminio como de acero, se ha visto que el
valor minimo de la tasa de propagacion da/dN no coincide con el maximo ratio K, /K ax
(minimo AK,¢). Ademas, en algunos ensayos el efecto del retraso por sobrecarga sigue
afectando una vez la grieta ha pasado la zona plastica producida por la sobrecarga, lo que no se
puede explicar por las teorias tradicionales de los efectos de la secuencia de carga. Esto hace
que sea imposible correlacionar AK, ¢ con da/dN. Fleck [391], que encontr resultados
similares, lo atribuyd al “cierre discontinuo de grieta”. En un punto 0.1 mm por delante de la
grieta, para cargas P < F,),, existe una variacion de deformacion en la curva de histéresis
eldstico-plastica. Esto cuestiona la hipdtesis de Euler en la que asume que la regién delante del
frente de grieta no sufre dafio por debajo de F,,,.

Como ya se ha visto, AK;;, se reduce a medida que se aumenta R. Se ha demostrado que el
ambiente (y no tanto el cierre de grieta), al que el frente de la grieta esta expuesto, tiene una
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gran influencia, ya que, ensayando en vacid, AK;; no muestra dependencia de R para grieta
larga. Kujawski concluye de sus analisis [392] que el cierre de grieta (inducido por plasticidad,
rugosidad y oxido) tiene un efecto despreciable tanto en la tasa de propagacion da/dN como
en el umbral de propagacién AK;;, (en condiciones ambientales de laboratorio o en un medio
acuoso).

Zerbst [83] desarrollé un modelo analitico (ver Anexo 1) para determinar la resistencia y vida a
fatiga basado en la mecanica de la fractura combinando y modificando métodos ampliamente
aceptados. Los métodos de Murakami [32], [393] y MCEvily [394], [395] son utilizados para
describir el comportamiento transitorio del cierre de grieta en la fase de propagacién de grieta
corta, la funcién de correccidn del cierre de grieta de Newman en el método NASGRO es
utilizado en la fase de propagacién de grieta larga y el procedimiento R6 [396] es utilizado en la
correccion de la plastificacion del ligamento en el pardmetro gobernantes de la grieta.

En un trabajo posterior [57], Zerbst combina la correccién analitica del cierre de grieta de
Newman para grieta larga [56] y su modificaciéon por McClung [397], el método de varea de
Murakamiy Endo [32], [393], el modelo de cierre de grieta de McEvily [394], [395], un modelo
analitico para AJ basado en ideas de McClung [54] y el trabajo previo de Zerbst [398]. Para mas
detalles sobre este modelo acudir al Anexo |.
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9 CONCLUSIONES

En el presente documento se ha realizado una revision bibliografica de aspectos relacionados
con la evaluacidn a fatiga de metales con defectos, basado en la mecanica de la fractura.
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Se pueden extraer las siguientes conclusiones:

1.

En la Seccidn 7 se ha expuesto el efecto que tienen diversos defectos en la vida a fatiga.
La diversidad de los defectos, la dependencia del material (incluso del proceso de
fabricacion) y del caso de estudio, hacen que sea un tema muy extenso. Se recogen
conclusiones disponibles en la literatura en cuanto a su efecto, para los defectos y
materiales mas usados, para aportar una vision general. De cara a futuros trabajos, una
vez se establezca el material y caso de estudio, se profundizara en el efecto de los
defectos aplicado al caso de estudio.

El limite de fatiga se define, no como la tensién limite para que la grieta se inicie, si no
como la tensién umbral para vencer la detencidn de la mayor grieta ya iniciada. El
limite de fatiga de las entallas de punta roma esta gobernado por el umbral material
(depende de la microestructura) y las entallas puntiagudas por el umbral mecanico
(depende del estado tensional). Esta visidn, permite estudiar el limite de fatiga a través
de la Mecdénica de la Fractura.

La Mecanica de la Fractura tiene un gran potencial para predecir la vida a fatiga debido
a que variables de entrada como las dimensiones del componente, la geometria local y
global e incluso las tensiones residuales pueden tenerse explicitamente en cuenta. La
aplicacién de la mecanica de la fractura para la evaluacion de la vida a fatiga esta
restringida a casos en los que la fase de iniciacion de la grieta se reduce
significativamente, por ejemplo, como consecuencia de la existencia de un defecto.

En componentes con defectos, la grieta que conducird al fallo final se inicia en uno de
los defectos, concretamente en la localizacién con mayor deformacién plastica. La fase
gue mayor numero de ciclos consume, es la fase de propagacion de grieta corta. La
iniciacion de la grieta puede ser despreciable, segln el defecto. La iniciacion a partir de
un defecto tipo cavidad con un radio de curvatura menor a 10 um solo consume unas
pocas decenas de ciclos.

Se define el tamafio critico del defecto, como el tamafio por debajo del cual, los
defectos no causan dafio estructural ni una reduccién del limite de fatiga. Esta
explicacién se fundamenta en la interpretacion del limite de fatiga como la tension
aplicada para la que, la mayor de una serie de grietas micro estructuralmente,
mecadnica o fisicamente cortas se detiene. Si el tamafio del defecto es menor que el
tamafio microestructural caracteristico (por ejemplo, el tamafio medio de grano) el
limite de fatiga es practicamente inalterado por el defecto. El tamanio critico es
inversamente proporcional a la resistencia del material. Si no se conoce la distribucién
de defectos, otra posibilidad es hacer una prediccién conservativa de la vida a fatiga
suponiendo el tamanio critico del defecto como tamanio de la grieta inicial.
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6.

El método de la mecanica de la fractura necesita el tamafio de grieta inicial como
parametro de entrada. La prediccion de la vida a fatiga de componentes defectuosos
varia mucho en funcién del tamafio inicial supuesto. Por lo tanto, la adecuada
determinacion del tamafio de grieta inicial es un aspecto importante en la evaluacién a
fatiga de componentes con defectos a través de la mecanica de la fractura. En la
Seccién 8.4 se han recogido diversos métodos para determinar el tamafo de grieta
inicial. Sobre la idoneidad de un método ante otro, no existe una comparativa que
aplique los diferentes métodos al mismo caso de estudio pudiendo arrojar luz sobre
este tema.

La consideracion de un defecto como una grieta efectiva provee una solucion
conservativa, ya que, se estaria despreciando los ciclos de carga para se desarrolle
dicha grieta desde un defecto y alcanzase el tamafio efectivo. De todos modos,
dependiendo del caso, puede ser mas apropiado tratar el defecto como una entalla. En
la Seccion 8.4 se recogen las consideraciones respecto al tratamiento del defecto como
una entalla para poder asimilarla a una grieta

En entallas puntiagudas (K; alto) existen grietas mecdnicamente cortas que no se
propagan bajo el limite de fatiga del componente con entalla. Por otro lado, en entallas
de punta roma existen grietas microestructuralmente cortas. La tensién minima para
iniciar una grieta en la base de una entalla de punta roma y superar la barrera
microestructural mas resistente es también suficiente para provocar la propagacién
continua hasta la rotura. Por lo tanto, la resistencia a fatiga viene dada por el umbral
microestructural determinado por el criterio Aa. En el caso de entallas puntiagudas, la
resistencia a fatiga viene dada por el umbral mecanico definido por el criterio AK y el
desarrollo de grietas que no se propagan (NPC) depende de la existencia de un
gradiente de tensiones suficientemente alto y el desarrollo del efecto de cierre de
grieta. En este caso, la resistencia a fatiga es independiente de K; y depende
principalmente de la profundidad de entalla y el umbral de propagacién Aagyy, para
grietas fisicamente cortas. El efecto de cierre de grieta, junto con a un gran gradiente
de tensiones en la base de la entalla, explican la existencia de grietas fisicamente
cortas que no se propagan en entallas puntiagudas. Un AK,, efectivo alto y un cierre
de grieta alto posibilitan el desarrollo de grietas fisicamente cortas que no se propagan
y resulta en una reduccidn de la sensibilidad a la entalla.

El criterio de raiz de drea de Murakami es una herramienta simple y eficaz para
acometer la evaluacion a fatiga de metales contemplando los defectos en el célculo.
Gracias al parametro Varea se logra la equivalencia (aproximada) entre defecto y grieta
para que la mecanica de la fractura pueda ser aplicada. La ampliacién del parametro a
un drea efectiva permite incluir el efecto del tamafo del defecto, la distancia a la
superficie, la interaccién con defectos adyacentes y la rugosidad superficial.
Combinando este parametro con los indicadores descritos en la seccién 8.3.1 (XDZ,
pore influence zone, DSG, HSV, EB-HSV) se logra incluir el efecto del estado tensional.
Estos indicadores pueden cuantificar la amenaza que supone el defecto para localizar
el defecto critico.

Aunque han sido aplicados con éxito, falta una comparacién entre ellas para conocer
cual es el mas adecuado. A priori, todos los indicadores recogidos en la Seccion 8.3.1
podrian servir y de hecho han sido validados para sus respectivos casos de estudio. No
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obstante, si se quiere hacer uso del parametro Varea de Murakami para derivar de

estos indicadores la grieta inicial a;, se requiere una mayor investigacion para validar
los indicadores al caso de estudio.

9. Los modelos FCG mas simples estan limitados a la propagacién de grieta larga. Las
fases tempranas de la propagacién son mas complejas de modelar y en general,
requieren de mayor coste computacional. Esto es sobre todo por la influencia de la
microestructura y de hecho los modelos FCG recogidos en este trabajo no modelan la
fase de grietas micro estructuralmente cortas, para esto existes modelos basados en
movimientos de dislocacion que han quedado fuera del alcance de este trabajo. No
obstante, se ha visto cdmo en la vida a fatiga de metales con defectos la mayor parte
de la vida la consume la propagacién de grieta mecanicamente/fisicamente corta, por
lo tanto, incluirlo en la prediccion de vida a fatiga de metales con defectos es
imprescindible.
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10 LINEA DE INVESTIGACION PROPUESTAS

Se ha visto que la Mecanica de la Fractura tiene un gran potencial para ser aplicado en la
prediccién de vida a fatiga de metales dentro del enfoque del disefio tolerante al defecto.
Dentro de este enfoque, se asume que una grieta es iniciada desde un defecto y es quien
controla el comportamiento a fatiga. La prediccion de la vida a fatiga se estima calculando el
numero de ciclos para que la grieta se propague hasta el fallo.

Seria de gran interés desarrollar en futuros trabajos una metodologia de prediccién de vida a
fatiga de metales que contemple los defectos explicitamente en el célculo integrando:

(i) Un indicador numérico de la amenaza que supone cada defecto alimentado por la
simulacién FEM de la geometria con defectos de tal modo que se determine la localizacién de
la iniciacion (Conclusidn 8).

(ii) Un método para, a partir de la informacion proporcionada por (i) definir una grieta inicial
(Conclusién 3,4,6 y 7).

(iii) Un modelo FCG, alimentado por la grieta inicial (ii) que calcule la tasa de propagacidn en el
frente de la grieta. El modelo FCG (iii) debe de abordar la propagacidn desde la fase de grieta
mecdanicamente corta (Conclusién 9). Por lo tanto, la grieta inicial (ii) sera como minimo
mecanicamente corta.

La metodologia deberia ser iterativa de tal modo que se tuviese en cuenta la propagacién
multiple de grietas, la coalescencia y la detencion de grietas.

Para lograr este objetivo, como primer paso, se propone una comparacion de modelos FCG
aplicado al futuro caso de estudio para determinar su precision y eficiencia computacional con
el fin de valorar la conveniencia de cada uno de ellos. Eventualmente, se realizaran
modificaciones de los modelos existentes o el desarrollo de uno propio que integre las
capacidades requeridas. Posteriormente el modelo serd validado con una campafia
experimental.

En el presente documento se han revisado 17 propuestas para modelizar la propagacién de
grieta a fatiga (FCG), desde los modelos primigenios simples hasta los mas recientes y
complejos. En la Tabla 4 se recoge una comparativa de las principales caracteristicas de cada
uno. Sin embargo, para el objetivo propuesto se prevé que la gran mayoria no cuentan con las
capacidades suficientes de modelizacion que requiere la fase de grieta mecanicamente corta.
Para la comparacion propuesta, de los 17, se escogen los que modelizan la fase de grieta
mecdanicamente corta, el PICC y el efecto R (Tabla 5).

Tabla 5: Comparativa de las caracteristicas de modelos de propagacion de grieta mecdnicamente corta

. Cierre Grieta
P Pardmetro Carga Sobrecarga/
Régimen Efecto R de mec. .
gobernante . variable Subcarga
grieta corta
u B AK,
ff

Zerbst [83] A AK/ X X X
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Eventualmente, si el caso de estudio lo requiriese, los modelos de, Lee y Huang se tendrdn en

cuenta para intentar incluir las capacidades de modelizar la propagacion con cargas variables y
retardos/aceleraciones por sobrecargas/subcargas.



‘eman ta zabal zazu

V BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

. . ) ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO
Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

11 ANEXO I: El modelo de Zerbst

Combina la correccién analitica del cierre de grieta de Newman para grieta larga [56] y su
modificacion por McClung [397], el método de varea de Murakamiy Endo [32], [393], el
modelo de cierre de grieta de McEvily [394], [395], un modelo analitico para AJ basado en
ideas de McClung [54] y el trabajo previo de Zerbst [398].

Tamafio inicial de grieta
La primera simplificacién es la suposicion de la preexistencia de una grieta. El tamano inicial de
grieta es determinado individualmente por metalografia o fractografia.

La integral J
Con el objetivo de recoger el efecto local de la plastificacion del ligamento esencial en grietas
cortas, el factor AK es sustituido por el pardmetro AK’ que se determina como

AK! = /A] -E’ (114)

= { E tensiéon plana

E/(1-v?) deformacioén plana (115)

Nétese que AK/ ya no es el rango del factor de intensidad de tensiones sino la integral J ciclica
escrita en términos de K. Esto hace que el parametro gobernante de la propagacién de la

. da
grieta sea comparable a la curva TV AK.

La determinaciéon de AJ esta basada en una descripcién tipo R6 [396] de la integral J eldstico-
pldstica. El procedimiento para determinar analiticamente J en base a R6 se describe
detalladamente en [399].

A partir del factor lineal-elastico K del componente se obtiene la J elastica

Jo =% (116)

Multiplicando por una funcién correctora para la plastificacién del ligamento [f(L,)] 2 se
determina la J eldstico-plastico como

J=Je [fL)]2 (117)

la funcidn correctora de la plastificacién del ligamento f(L,.) esta disponible para diferentes
niveles de andlisis que difieren en complejidad y conservacionismo de los resultados. Para el
mayor nivel f(L,) viene dado por

-1/2

_ E'Eref l L?«
f(LT) - O_ref + 2 E.sr_ef
Oref

(118)

donde gy¢f Y &ref Se refieren a puntos de la curva tension-deformacion real. Para una carga
especifica F, 0,5 se determina por medio de la siguiente expresion

= B Tres
br=o =% (119)

Y &ref €S la deformacion correspondiente a oy ¢ en la curva tension-deformacion real. Como el
nivel de carga raramente excederd L, = 1 en HCF, las soluciones de f(L,.) para niveles de
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analisis estandar normalmente llevaran a resultados satisfactorios. Para materiales sin
discontinuidades en la plastificacion

1
f(L)=[14+05-12]"2-[03+0.7 -exp(—p-L8)] para 0<L,<1 (120)

y para materiales con discontinuidades en la plastificacién

1
f(L,)=[1+05-12]"2 para 0<L,<1
El pardmetro u en la Ec.120 viene dado por

0.001(E/Ryo.2)

0.6 (121)

u= min{
Enla Ec.119, Fy, es la carga de fluencia de la estructura con una grieta, que aproximadamente
describe la carga para la cual el ligamento estd totalmente plastificado y g,.f es la tension de la
seccion neta referida a Fy. A parte del factor K, Fy (0 g,¢) es el segundo parametro mas
importante del método. Nétese que la precision del analisis completo depende enormemente
de la precisién de la solucién de la carga de fluencia. Existe compendio con las soluciones para
ambos parametros disponible en documentos como R6 [396], BS 7910 [400] y otros.

El problema es que las soluciones de Fy (o ;) normalmente han sido obtenidos como cargas
limite para un comportamiento de deformacidn elastico-plastico perfecto independiente del
método de la mecanica de la fractura. A pesar del esfuerzo para generar soluciones mejoradas
durante la Ultima década, muchos siguen siendo significativamente conservativos. La carga de
fluencia, de acuerdo con su definicion original, se refiere al ligamento completo por delante del
frente de grieta. Sin embargo, segun el caso esto podria no tener sentido. Deberia referirse a la
plastificacién de una cierta area “local” delante del frente de la grieta y no al ligamento
completo. Por esta razdn, en [398], [401], se propone reemplazar la carga de fluencia Fy por
una carga de referencia F,

L== (122)
con una légica basada en el método R6.

J

K2/E" Finite element

analysis

[f(L, = 1)]2¢

O—
Load F Fo

Figura 50:Procedimiento para la obtencion de la carga de referencia F,,. Fuente: [83]

Se asume un valor de L, = 1. En este caso 0y.f = 0y, &rey = €y Y la Ec.118 pueden usarse para
obtener el valor de f(L,) dependiente del material, que a su vez se refiere a una relacién dada
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J/J]. enlaEc.117. Ambos, ] y /. pueden obtenerse por FEM para cualquier geometria.
Repitiendo el andlisis para diferentes niveles de carga se puede determinar la carga de
referencia F; tal y como se ilustra en la Fig.51. En el caso de una grieta semi eliptica en la
superficie, a diferencia de Fy, existen dos soluciones para Fy; una para el punto mas profundo y
otro para los puntos de la superficie. Dado que la carga de referencia es un parametro local,
deberia ser posible generar estimaciones generales aproximando los resultados FEM de modo
gue no sea necesario realizar analisis FEM individuales en aplicaciones futuras.

El procedimiento ha sido satisfactoriamente aplicado en la determinacidn de F,, para grietas
semi elipticas y mecanicamente cortas en la superficie de una placa traccionada [398].

El siguiente paso es el calculo de AJ elastico-plastico. Recuérdese, que el término "A" no se
refiere a los minimos y maximos de J sino a los de la carga aplicada. Analiticamente, esto
implica que la Ec.117 debe escribirse como

AK? -
A =— [f(AL,]7? (123)
donde AL, se define como
_ AF _ Adrer
ALy = 2Fy 20y (124)

El coeficiente 2 de la Ec.124 se refiere a la carga desde el punto bajo al punto alto de la
inversion del bucle de histéresis. En el caso de un ciclo de histéresis asimétrico, se debe utilizar
un coeficiente diferente a 2.

da
La curva P AK, s
El analisis de la propagacion de la grieta por fatiga se basa en modelo modificado de Newman
[56] ampliamente utilizado en NASGRO [55]. La expresidn original puede escribirse como

p
CC:_]C\l] = CAKeyy -l AAK&h)q
()

Cc
Despreciando los términos correctores de la curva en las regimenes 1y 3 (Fig.7) la ecuacion

anterior se simplifica a

da _ A (1-f n
8 = CAKJ; = C(UAK)" = C (EAK) (125)
donde la funcidn de cierre de grieta f se determina por
f _ Jop _ {AO +A1R +A2R2 + A3R3 paT‘a R 2 0 (126)
" omax Ay + AR para—2<R<0
Los coeficientes A; se determinan como
E'Umax 1/ag
Ay = (0.825 — 0.34a, + 0.05a2) [cos (ZT)] (127)
Ay = (0.415 - 0.071q,) T2 (128)

Oo

A2=1_A0_A1_A3 (129)
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Nétese que la funcidn de correccidn f de las Ec.127-130 se han obtenido como una
aproximacion de los resultados obtenidos por el método modificado de Newman [106]
implementado en el cddigo de FASTRAN-II [55]. Se basa en una extensidn del modelo 2D de
Dugdale para aplicaciones 3D introduciendo el pardmetro de constriccion global del frente de
grieta ag. Aunque @, primero se usé como parametro de ajuste, Newman, le afiadio una
definicion mecanica que permite la obtencién del pardmetro por un analisis FEM.

ay=— %=1(i) Am (131)
m

AT Oop

donde A, es el drea del elemento plastificado en el ligamento, gy, /g, es la tensién de
apertura normalizada para el elemento m, y Ay es el drea proyectada total de todos los
elementos (M) plastificados.
Dentro del modelo propuesto por Zerbst [83], las Ec.127-131 se usan con una serie de
modificaciones:
a) El pardmetro AK es sustituido por AK/.
b) Lafuncidn f se obtuvo para grietas centradas en placas bajo traccién uniforme.
McClung en [397] concluyo que la funcién f se correlaciona mejor con K,y 4, /Ko que
CON Oppax /00 €n la Ec.127. Por lo tanto, 0,4, /00, €5 sustituido por K4,/ Ko:

Kmax _ A OmaxVTa (132)

Ko opVTTa

c) Elfactor geométrico a; no se usa como parametro de ajuste. Se obtiene como
parametro local independiente de los puntos de superficie o valle de la grieta semi
eliptica. La Ec.131 se modifica de tal modo que el area total de la zona plastica delante
de la grieta A, se reemplaza por dreas locales alrededor de los dos puntos de interés.

d) Latension de referencia oy no se escoge como una promediada de la fluencia cuasi
estatica y la resistencia a traccién (como en NASGRO), si no, como la tensidn resistencia
a fluencia ciclica.

e) Paratener en cuenta la variacion de U con la extension de la grieta en la fase de grieta
corta el parametro se divide en dos; U; para grieta corta y U, para grieta larga.

Con todas las modificaciones, la Ec.125 queda:

C(U,AKD)™  a;<a<a

da _ J A\ _
U-
U =—2— 134
L™ AKp(a)/DKen e (134)
_ (=S
U, = (I—R) (135)

Esta ecuacion refleja el cierre de grieta dependiente de la longitud de grieta, en el umbral de
propagacion AK;y:

AKey = DKoy + AKpporp = [1— €78 @790)] - ARG, g + AKppers  (136)

donde k es un parametro de ajuste que determina la tasa de desarrollo del cierre de grieta de
una grieta nueva formada, con una longitud (a — a,), siendo a, el segundo parametro de
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ajuste. La ecuacidn anterior se puede escribir en términos devarea suponiendo una relacion
. . e a
de aspecto a/c constante. En [83] se asume una grieta semi eliptica con - = 0.78:

Varea = ’H'Z'C Sa= ’1756 -area (137)

1.56 ra _ [
1—e "‘JT (Varea=/éreao) * AKop max + AKenefr (138)

AKth =

Las constantes del material AKy, max Y AKip err S€ pueden obtener facilmente por medio de

ensayos de mecanica de la fractura, mientras que k y \/area, se pueden obtener ajustando
Ec.138 a los resultados de los ensayos con un defecto artificial. Debido a que el estado del

defecto inicial es caracterizado por AKy o5 y el tamafio inicial \/area;, la curva de acuerdo
con Ec.138 tiene que desplazarse de tal modo que pase por ese punto tal y como se ve en la
Fig.52. Luego la prediccidn de la curva AK;, — Varea para el componente es la linea continta
negra. La transicién entre grieta corta y larga viene definida por \/érea*, gue se corresponde a
a* enlaEc.133.

Ec.#
5 AR, (long crack)
MKy |r "
S ‘ AKyy
ARy et
0 ( [area ) -,.I'ﬁ* yarea

Figura 51: Método para determinar la correlacion AK,, — Varea para grietas cortas. Fuente: [83]



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

12 REFERENCIAS

[1]

(2]

3]

[4]

(5]

(6]

(7]

(8]

[9]

[10]

[11]

[12]

[13]

[14]

[15]

Y. Nadot, “Fatigue from Defect: Influence of Size, Type, Position, Morphology and
Loading,” Int J Fatigue, vol. 154, Jan. 2022, doi: 10.1016/].ijfatigue.2021.106531.

P. Foti, S. Mohammad Javad Razavi, A. Fatemi, and F. Berto, “Multiaxial fatigue of
additively manufactured metallic components: A review of the failure mechanisms and
fatigue life prediction methodologies,” Progress in Materials Science, vol. 137. Elsevier
Ltd, Aug. 01, 2023. doi: 10.1016/j.pmatsci.2023.101126.

M. D. Chapetti, “Fracture mechanics for fatigue design of metallic components and
small defect assessment,” Int J Fatigue, vol. 154, Jan. 2022, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2021.106550.

U. Krupp, Fatigue crack propagation in metals and alloys : microstructural aspects and
modelling concepts. Wiley-VCH, 2007.

Y. (Yukitaka) Murakami, Metal fatigue : effects of small defects and nonmetallic
inclusions.

D. Liao, S. P. Zhu, J. A. F. O. Correia, A. M. P. De Jesus, and F. Berto, “Recent advances on
notch effects in metal fatigue: A review,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 43, no. 4,
pp. 637659, Apr. 2020, doi: 10.1111/ffe.13195.

B. Van Hooreweder, D. Moens, R. Boonen, and P. Sas, “Fatigue strength analysis of
notched aluminium specimens using the highly stressed volume method,” Fatigue Fract
Eng Mater Struct, vol. 35, no. 2, pp. 154-159, Feb. 2012, doi: 10.1111/j.1460-
2695.2011.01602.x.

D. Taylor, “The theory of critical distances,” Eng Fract Mech, vol. 75, no. 7, pp. 1696—
1705, May 2008, doi: 10.1016/j.engfracmech.2007.04.007.

D. Taylor, “Geometrical effects in fatigue: a unifying theoretical model,” Int J Fatigue, vol.
21, no. 5, pp. 413-420, 1999.

K. Tanaka, “Engineering formulae for fatigue strength reduction due to crack-like
notches,” Int J Fract, vol. 22, pp. R39-R46, 1983.

H. Neuber, “Theory of notch stresses: principles for exact calculation of strength with
reference to structural form and material,” (No Title), 1961.

M. H. El Haddad, K. N. Smith, and T. H. Topper, “Fatigue crack propagation of short
cracks,” 1979.

D. Taylor, P. Cornetti, and N. Pugno, “The fracture mechanics of finite crack extension,”
Eng Fract Mech, vol. 72, no. 7, pp. 1021-1038, 2005.

J. Schijve, Fatigue of structures and materials. Springer, 2009.

S. Romano, S. Miccoli, and S. Beretta, “A new FE post-processor for probabilistic fatigue
assessment in the presence of defects and its application to AM parts,” Int J Fatigue, vol.
125, pp. 324-341, Aug. 2019, doi: 10.1016/].ijfatigue.2019.04.008.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[16]

[17]

[18]

[19]

[20]

[21]

[22]

[23]

[24]

[25]

[26]

[27]

[28]

[29]

H. Bomas, T. Linkewitz, and P. Mayr, “Application of a weakest-link concept to the fatigue
limit of the bearing steel SAE 52100 in a bainitic condition,” Fatigue Fract Eng Mater
Struct, vol. 22, no. 9, pp. 733-741, 1999.

F. Sausto, S. Romano, L. Patriarca, S. Miccoli, and S. Beretta, “Benchmark of a
probabilistic fatigue software based on machined and as-built components
manufactured in AISi10Mg by L-PBF,” Int J Fatigue, vol. 165, Dec. 2022, doi:
10.1016/j.ijffatigue.2022.107171.

P. Li, D. H. Warner, and N. Phan, “Predicting the fatigue performance of an additively
manufactured Ti-6Al-4V component from witness coupon behavior,” Addit Manuf, vol.
35, p. 101230, 2020.

A. Karolczuk, “Validation of the weakest link approach and the proposed Weibull based
probability distribution of failure for fatigue design of steel welded joints,” Eng Fail Anal,
vol. 67, pp. 4662, 2016.

A. Wormsen, B. Sjodin, G. Harkegard, and A. Fjeldstad, “Non-local stress approach for
fatigue assessment based on weakest-link theory and statistics of extremes,” Fatigue
Fract Eng Mater Struct, vol. 30, no. 12, pp. 1214-1227, 2007.

A. Fjeldstad, A. Wormsen, and G. Harkegard, “Simulation of fatigue crack growth in
components with random defects,” Eng Fract Mech, vol. 75, no. 5, pp. 1184-1203,
2008.

A. Wormsen, A. Fjeldstad, and G. Harkegard, “A post-processor for fatigue crack growth
analysis based on a finite element stress field,” Comput Methods Appl Mech Eng, vol.
197, no. 6-8, pp. 834-845, 2008.

M. P. Enright, S. J. Hudak, R. C. McClung, and H. R. Millwater, “Application of
probabilistic fracture mechanics to prognosis of aircraft engine components,” AIAA
journal, vol. 44, no. 2, pp. 311-316, 2006.

G. R. Leverant, H. R. Millwater, R. C. McClung, and M. P. Enright, “A new tool for design
and certification of aircraft turbine rotors,” J. Eng. Gas Turbines Power, vol. 126, no. 1,
pp. 155-159, 2004.

R. C. McClung et al., A software framework for probabilistic fatigue life assessment of
gas turbine engine rotors. ASTM International West Conshohocken, PA, 2004.

R. C. McClung, Y. D. Lee, W. Liang, M. P. Enright, and S. H. K. Fitch, “Automated fatigue
crack growth analysis of components,” Procedia Eng, vol. 2, no. 1, pp. 629-637, 2010.

W. Weibull, “A statistical distribution function of wide applicability,” J Appl Mech, 1951.

G. Harkegard and G. Halleraker, “Assessment of methods for prediction of notch and size
effects at the fatigue limit based on test data by Bohm and Magin,” Int J Fatigue, vol. 32,
no. 10, pp. 1701-1709, 2010.

A. Diemar, R. Thumser, and J. W. Bergmann, “Determination of local characteristics for
the application of the Weakest-Link Model,” Materialwissenschaft und Werkstofftechnik:
Entwicklung, Fertigung, Priifung, Eigenschaften und Anwendungen technischer
Werkstoffe, vol. 36, no. 5, pp. 204-210, 2005.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[30]

[31]

[32]

[33]

[34]

[35]

[36]

[37]

[38]

[39]

[40]

[41]

[42]

[43]

[44]

[45]

[46]

S. Schmitz, T. Seibel, T. Beck, G. Rollmann, R. Krause, and H. Gottschalk, “A probabilistic
model for LCF” Comput Mater Sci, vol. 79, pp. 584-590, 2013.

S. Beretta, G. Chai, and E. Soffiati, “A weakest—link analysis for fatigue strength of
components containing defects,” Convegno IGF XVII Bol, vol. 2008, 2004.

Y. Murakami and M. Endo, “Effects of hardness and crack geometries on delta k sub th
of small cracks emanating from small defects,” Mechanical Engineering Publications,
The Behaviour of Short Fatigue Cracks, pp. 275-293, 1986.

T. L. Anderson, Fracture Mechanics - Fundamentals and Applications, 3rd ed. CRC press,
2007.

G. R. Irwin, J. M. Krafft, C. Paris, and A. A. Wells, “Basic Aspects of C7-ack Growth and
Fracture Basic Aspects of Crack Growth and Fracture Mechanics Divi.sion NAVAL
RESEARCH LABORATORY Preceding Page Blank CONTENTS,” 1967.

IRWIN GR and PARIS PC, “Fundamental aspects of crack growth and fracture,” Fracture,
vol. 3, pp. 1-46, 1971, doi: 10.1016/b978-0-12-449703-0.50006-0.

Y. Murakami and L. M. Keer, “Stress intensity factors handbook, vol. 3,” 1993.

J. C. Newman Jr and I. S. Raju, “An empirical stress-intensity factor equation for the
surface crack,” Eng Fract Mech, vol. 15, no. 1-2, pp. 185-192, 1981.

J. P. Campbell and R. O. Ritchie, “Mixed-mode, high-cycle fatigue-crack growth
thresholds in Ti-6Al-4V I. A comparison of large-and short-crack behavior,” Eng Fract
Mech, vol. 67, pp. 209-227, 2000, [Online]. Available:
www.elsevier.com/locate/engfracmech

R. I. Stephens, A. Fatemi, R. R. Stephens, and H. O. Fuchs, Metal fatigue in engineering.
John Wiley & Sons, 2000.

P. Paris, A. Director, and F. Erdogan, “A Critical Analysis of Crack Propagation Laws,”
1963. [Online]. Available: http://fluidsengineering.asmedigitalcollection.asme.org/

U. Krupp, Fatigue crack propagation in metals and alloys : microstructural aspects and
modelling concepts. Wiley-VCH, 2007.

G. R. Irwin, “Plastic zone near a crack and fracture toughness,” 1997.

D. S. Dugdale, “Yielding of steel sheets containing slits,” J Mech Phys Solids, vol. 8, no. 2,
pp. 100-104, 1960.

G. I. Barenblatt, “The mathematical theory of equilibrium cracks in brittle fracture,”
Advances in applied mechanics, vol. 7, pp. 55-129, 1962.

F. M. Burdekin and D. E. W. Stone, “The crack opening displacement approach to
fracture mechanics in yielding materials,” Journal of Strain Analysis, vol. 1, no. 2, pp.
145-153, 1966.

J. R. Rice, “A path independent integral and the approximate analysis of strain
concentration by notches and cracks,” 1968.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[47]

[48]

[49]

[50]

[51]

[52]

[53]

[54]

[55]

[56]

[57]

[58]

[59]

[60]

[61]

[62]

V. Maurel, V. Chiaruttini, A. Koster, and D. Missoum-Benziane, “Fatigue crack growth
under large scale yielding condition: a tool based on explicit crack growth,” Journal of
Theoretical, Computational and Applied Mechanics, 2023.

H. S. Lamba, “The J-integral applied to cyclic loading,” Eng Fract Mech, vol. 7, no. 4, pp.
693-703, 1975.

M. Vormwald and T. Seeger, “The consequences of short crack closure on fatigue crack
growth under variable amplitude loading,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 14, no.
2-3, pp. 205-225, 1991.

H. Heitmann, H. Vehoff, and P. Neumann, “Random load fatigue of steels: Service life
prediction based on the behaviour of microcracks,” Proceedings of the Application of
Fracture Mechanics to Materials and Structures, Freiburg, Germany, pp. 20-24, 1983.

K. Tanaka, “The cyclic J-integral as a criterion for fatigue crack growth,” Int J Fract, vol.
22, pp. 91-104, 1983.

N. E. Dowling, Crack growth during low-cycle fatigue of smooth axial specimens. ASTM
International, 1977.

C. Wiithrich, “The extension of the J-integral concept to fatigue cracks,” Int J Fract, vol.
20, no. 2, pp. R35—-R37, 1982.

R. C. McClung, G. G. Chell, Y.-D. Lee, D. A. Russell, and G. E. Orient, “Development of a
practical methodology for elastic-plastic and fully plastic fatigue crack growth,” 1999.

J. C. Newman Jr, “FASTRAN-II-A Fatigue Crack Growth Structural Analysis Program,
NASA Report TM-104159.” NASA Langley Research Center: Hampton, 1992.

J. C. Newman Jr, “A crack opening stress equation for fatigue crack growth,” Int J Fract,
vol. 24, 1984.

U. Zerbst et al., “Damage tolerant design of additively manufactured metallic
components subjected to cyclic loading: State of the art and challenges,” Progress in
Materials Science, vol. 121. Elsevier Ltd, Aug. 01, 2021. doi:
10.1016/j.pmatsci.2021.100786.

W. Elber, “Fatigue crack closure under cyclic tension,” Eng Fract Mech, vol. 2, no. 1, pp.
37-45, 1970, doi: https://doi.org/10.1016/0013-7944(70)90028-7.

U. Zerbst, M. Madia, C. Klinger, D. Bettge, and Y. Murakami, “Defects as a root cause of
fatigue failure of metallic components. |: Basic aspects,” Engineering Failure Analysis,
vol. 97. Elsevier Ltd, pp. 777-792, Mar. 01, 2019. doi:
10.1016/j.engfailanal.2019.01.055.

N. Sanaei and A. Fatemi, “Defect-based fatigue life prediction of L-PBF additive
manufactured metals,” Eng Fract Mech, vol. 244, Mar. 2021, doi:
10.1016/j.engfracmech.2021.107541.

N. Gates and A. Fatemi, “Friction and roughness induced closure effects on shear-mode
crack growth and branching mechanisms,” Int J Fatigue, vol. 92, pp. 442—-458, 2016.

K. S. Chan, “Roles of microstructure in fatigue crack initiation,” Int J Fatigue, vol. 32, no.
9, pp. 1428-1447, Sep. 2010, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2009.10.005.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[63]

[64]

[65]

[66]

[67]

[68]

[69]

[70]

[71]

[72]

[73]

[74]

[75]

[76]

W. A. Wood, Recent observations on fatigue failure in metals. ASTM International West
Conshohocken, PA, USA, 1959.

D. Broek, Elementary engineering fracture mechanics. Springer Netherlands, 1982. doi:
10.1007/978-94-009-4333-9.

Y. Nadot, J. Mendez, and N. Ranganathan, “Influence of casting defects on the fatigue
limit of nodular cast iron,” Int J Fatigue, vol. 26, no. 3, pp. 311-319, Mar. 2004, doi:
10.1016/50142-1123(03)00141-5.

S.C. Wu, Y. N. Hu, Z. Song, S. S. Ding, and Y. N. Fu, “Fatigue behaviors of laser hybrid
welded AA7020 due to defects via synchrotron X-ray microtomography,” Fatigue Fract
Eng Mater Struct, vol. 42, no. 10, pp. 2232-2246, Oct. 2019, doi: 10.1111/ffe.13031.

Y. Hu et al., “Corrosion fatigue lifetime assessment of high-speed railway axle EA4T steel
with artificial scratch,” Eng Fract Mech, vol. 245, Mar. 2021, doi:
10.1016/j.engfracmech.2021.107588.

J. Poldk, “4.01 - Cyclic Deformation, Crack Initiation, and Low-cycle Fatigue,” in
Comprehensive Structural Integrity, 1. Milne, R. O. Ritchie, and B. Karihaloo, Eds., Oxford:
Pergamon, 2003, pp. 1-39. doi: https://doi.org/10.1016/B0-08-043749-4/04060-X.

C. M. Sonsino and J. Ziese, “Fatigue strength and applications of cast aluminium alloys
with different degrees of porosity,” Int J Fatigue, vol. 15, no. 2, pp. 75—84, Mar. 1993,
doi: 10.1016/0142-1123(93)90001-7.

Q. G. Wang, D. Apelian, and D. A. Lados, “Fatigue behavior of A356-T6 aluminum cast
alloys. Part I. Effect of casting defects,” Journal of Light Metals, vol. 1, no. 1, pp. 73-84,
Feb. 2001, doi: 10.1016/51471-5317(00)00008-0.

D. A. Lados, D. Apelian, and A. M. De Figueredo, “Fatigue performance of high integrity
cast aluminum components,” in Proceedings of the2International Aluminum Casting
Technology Symposium, 2004, pp. 5-25.

Lipowsky, Papakyriacou, Résch, and Stich, “Application of ultrasound for fatigue testing
of lightweight alloys,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 22, no. 7, pp. 591-599, 1999.

X. Zhu, J. W. Jones, and J. E. Allison, “Effect of Frequency, Environment, and
Temperature on Fatigue Behavior of E319 Cast Aluminum Alloy: Stress-Controlled
Fatigue Life Response,” Metallurgical and Materials Transactions A, vol. 39, no. 11, pp.
2681-2688, 2008, doi: 10.1007/s11661-008-9631-1.

B. Zhang, S. L. Cockcroft, D. M. Maijer, J. D. Zhu, and A. B. Phillion, “Casting Defects in
Low-Pressure Die-Cast Aluminum Wheels,” JOM, p. 34, 2005.

K. S. Chan, P. Jones, and Q. Wang, “Fatigue crack growth and fracture paths in sand cast
B319 and A356 aluminum alloys,” Materials science and Engineering: A, vol. 341, no. 1-
2, pp. 18-34, 2003.

M. Gell and G. R. Leverant, Mechanisms of high-temperature fatigue. ASTM
International, 1973.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[77]

[78]

[79]

[80]

[81]

[82]

[83]

[84]

[85]

[86]

[87]

[88]

[89]

[90]

[91]

[92]

N. Sanaei and A. Fatemi, “Defects in additive manufactured metals and their effect on
fatigue performance: A state-of-the-art review,” Progress in Materials Science, vol. 117.
Elsevier Ltd, Apr. 01, 2021. doi: 10.1016/j.pmatsci.2020.100724.

K. J. Miller and W. J. O’donnell, “The fatigue limit and its elimination,” Fatigue & fracture
of engineering materials & structures (Print), vol. 22, no. 7, pp. 545-557, 1999.

H. O. Psihoyos and G. N. Lampeas, “A Predictive Damage-Tolerant Approach for Fatigue
Life Estimation of Additive Manufactured Metal Materials,” Metals (Basel), vol. 13, no.
6, p. 1005, May 2023, doi: 10.3390/met13061005.

M. D. Cappelli, R. L. Carlson, and G. A. Kardomateas, “The transition between small and
long fatigue crack behavior and its relation to microstructure,” Int J Fatigue, vol. 30, no.
8, pp. 1473-1478, Aug. 2008, doi: 10.1016/].ijfatigue.2007.09.008.

Y. (Yukitaka) Murakami, Metal fatigue : effects of small defects and nonmetallic
inclusions. Elsevier, 2019.

M. Madia, U. Zerbst, H. Th. Beier, and B. Schork, “The IBESS model — Elements,
realisation and validation,” Eng Fract Mech, vol. 198, pp. 171-208, Jul. 2018, doi:
10.1016/j.engfracmech.2017.08.033.

U. Zerbst, M. Madia, and D. Hellmann, “An analytical fracture mechanics model for
estimation of S-N curves of metallic alloys containing large second phase particles,” Eng
Fract Mech, vol. 82, pp. 115-134, Mar. 2012, doi: 10.1016/j.engfracmech.2011.12.001.

A. Cini and P. E. Irving, “Development of fatigue cracks from mechanically machined
scratches on 2024-T351 aluminium alloy—Part II: finite element analysis and prediction
method,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 40, no. 6, pp. 853-868, Jun. 2017, doi:
10.1111/ffe.12545.

B. Pyttel, D. Schwerdt, and C. Berger, “Very high cycle fatigue - Is there a fatigue limit?,”
Int J Fatigue, vol. 33, no. 1, pp. 49-58, Jan. 2011, doi: 10.1016/].ijfatigue.2010.05.009.

Y. Murakami, “Material defects as the basis of fatigue design,” in International Journal of
Fatigue, Aug. 2012, pp. 2-10. doi: 10.1016/].ijfatigue.2011.12.001.

Y. Murakami, “4.02 High and Ultrahigh Cycle Fatigue.”

C. Vallellano, M. R. Mariscal, A. Navarro, J. Dom’inguez, and D. Dom’inguez, “A123
micromechanical approach to fatigue in small notches *.”

J. R. Yates and M. W. Brown, “Prediction of the length of non-propagating fatigue
cracks,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 10, no. 3, pp. 187-201, 1987.

B. Atzori, G. Meneghetti, and L. Susmel, “Material fatigue properties for assessing
mechanical components weakened by notches and defects,” Fatigue Fract Eng Mater
Struct, vol. 28, no. 1-2, pp. 83-97, Jan. 2005, doi: 10.1111/j.1460-2695.2004.00862.x.

P. Lukas, L. Kunz, B. Weiss, and R. Stickler, “NOTCH SIZE EFFECT IN FATIGUE.”

P. Lukas, L. Kunz, B. Weiss, and R. Stickler, “/NON-DAMAGING NOTCHES IN FATIGUE,”
Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 9, no. 3, pp. 195-204, 1986, doi: 10.1111/j.1460-
2695.1986.tb00446.x.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[93]

[94]

[95]
[96]

[97]

[98]

[99]

[100]

[101]

[102]

[103]

[104]

[105]

[106]

[107]

[108]

Y. Murakami and T. Endo, “Effects of small defects on fatigue strength of metals,” 1980.

C. Vallellano, M. R. Mariscal, A. Navarro, and J. Dominguez, “A micromechanical
approach to fatigue in small notches,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 28, no. 11,
pp. 1035-1045, Nov. 2005, doi: 10.1111/j.1460-2695.2005.00942.x.

K. J. Miller, “THE TWO THRESHOLDS OF FATIGUE BEHAVIOUR,” 1993.
Eurocode 3: Design of steel structures-Part 1-9: Fatigue. 2005.

E. Haibach and Forschungskuratorium Maschinenbau, Analytical strength assessment of
components in mechanical engineering.

C. Bathias, “There is no infinite fatigue life in metallic materials,” Fatigue Fract Eng
Mater Struct, vol. 22, no. 7, pp. 559-565, 1999, doi: https://doi.org/10.1046/j.1460-
2695.1999.00183.x.

C. Berger and B. Kaiser, “Results of very high cycle fatigue tests on helical compression
springs,” Int J Fatigue, vol. 28, no. 11, pp. 1658—-1663, Nov. 2006, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2006.02.046.

C. M. Sonsino, “Course of SN-curves especially in the high-cycle fatigue regime with
regard to component design and safety,” Int J Fatigue, vol. 29, no. 12, pp. 2246—2258,
Dec. 2007, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2006.11.015.

S. Nishjima and K. Kanazawa, “Stepwise S-N curve and fish-eye failure in gigacycle
fatigue curve, in the case of materials with a strengthened,” Fatigue Fract Eng Mater
Struct, vol. 22, pp. 601-607, 1999.

C. Vallellano, A. Navarro, F. J. Garcia-Lomas, and J. Dominguez, “On the estimation of
microstructural effects in the near-threshold fatigue of small cracks,” J Strain Anal Eng
Des, vol. 43, no. 5, pp. 337-347, 2008.

Y. Kondo, “4.10 - Fatigue Under Variable Amplitude Loading,” in Comprehensive
Structural Integrity, 1. Milne, R. O. Ritchie, and B. Karihaloo, Eds., Oxford: Pergamon,
2003, pp. 253-279. doi: https://doi.org/10.1016/B0-08-043749-4/04029-5.

A. Fatemi and L. Vangt, “Cumulative fatigue damage and life prediction theories: a
survey of the state of the art for homogeneous materials,” 1998.

M. D. Chapetti, “Fatigue propagation threshold of short cracks under constant
amplitude loading,” Int J Fatigue, vol. 25, no. 12, pp. 1319-1326, 2003.

K. Tanaka and Y. Akiniwa, “4.06 - Modeling of Fatigue Crack Growth: Mechanistic
Models,” in Comprehensive Structural Integrity, |. Milne, R. O. Ritchie, and B. Karihaloo,
Eds., Oxford: Pergamon, 2003, pp. 165-189. doi: https://doi.org/10.1016/B0-08-
043749-4/04032-5.

R. E. Peterson, “Notch sensitivity,” Metal fatigue, pp. 293-306, 1959.

P. Lazzarin, R. Tovo, and G. Meneghetti, “Fatigue crack initiation and propagation phases
near notches in metals with low notch sensitivity,” Int J Fatigue, vol. 19, no. 8-9, pp.
647-657, 1997.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[109]

[110]

[111]

[112]

[113]

[114]

[115]

[116]

[117]

[118]

[119]

[120]

[121]

[122]

[123]

H. Neuber, Kerbspannungslehre: Theorie der Spannungskonzentration Genaue
Berechnung der Festigkeit. Walter de Gruyter GmbH & Co KG, 1958.

M. H. El Haddad, T. H. Topper, and K. N. Smith, “Prediction of non propagating cracks,”
Eng Fract Mech, vol. 11, no. 3, pp. 573-584, Jan. 1979, doi: 10.1016/0013-
7944(79)90081-X.

K. Tanaka and Y. Nakai, “Propagation and non-propagation of short fatigue cracks at a
sharp notch,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 6, no. 4, pp. 315-327, 1983.

B. Atzori, P. Lazzarin, and G. Meneghetti, “Interpretation of fatigue limit of materials
based on micromechanics,” in Proceedings of the 8th International Fatigue Congress,
2002, pp. 1873-1880.

B. Atzori and P. Lazzarin, “Notch sensitivity and defect sensitivity under fatigue loading:
Two sides of the same medal,” Int J Fract, vol. 107, pp. 1-8, 2001, doi:
10.1023/A:1007686727207.

B. Atzori, P. Lazzarin, and G. Meneghetti, “Fracture mechanics and notch sensitivity,”
Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 26, no. 3, pp. 257-267, 2003, doi: 10.1046/j.1460-
2695.2003.00633.x.

M. Ciavarella and G. Meneghetti, “On fatigue limit in the presence of notches: classical
vs. recent unified formulations,” Int J Fatigue, vol. 26, no. 3, pp. 289—-298, 2004.

L. Susmel and D. Taylor, “Two methods for predicting the multiaxial fatigue limits of
sharp notches,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 26, no. 9, pp. 821-833, 2003.

L. Susmel and P. Lazzarin, “A bi-parametric Wohler curve for high cycle multiaxial fatigue
assessment,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 25, no. 1, pp. 63—-78, 2002.

P. Lazzarin and L. Susmel, “A stress-based method to predict lifetime under multiaxial
fatigue loadings,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 26, no. 12, pp. 1171-1187, 2003.

S. Beretta, A. Ghidini, and F. Lombardo, “Fracture mechanics and scale effects in the
fatigue of railway axles,” Eng Fract Mech, vol. 72, no. 2, pp. 195-208, 2005.

S. Beretta and S. Romano, “A comparison of fatigue strength sensitivity to defects for
materials manufactured by AM or traditional processes,” Int J Fatigue, vol. 94, pp. 178—
191, 2017.

H. Kitagawa, “Applicability of fracture mechanics to very small cracks or the cracks in the
early stage,” in Proc. 2nd Int. Conf. on Mechanical Behaviour of Materials, 1976, pp.
627-631.

U. Zerbst, M. Madia, C. Klinger, D. Bettge, and Y. Murakami, “Defects as a root cause of
fatigue failure of metallic components. Il: Non-metallic inclusions,” Engineering Failure
Analysis, vol. 98. Elsevier Ltd, pp. 228-239, Apr. 01, 2019. doi:
10.1016/j.engfailanal.2019.01.054.

U. Zerbst, M. Madia, C. Klinger, D. Bettge, and Y. Murakami, “Defects as a root cause of
fatigue failure of metallic components. lll: Cavities, dents, corrosion pits, scratches,”
Engineering Failure Analysis, vol. 97. Elsevier Ltd, pp. 759-776, Mar. 01, 2019. doi:
10.1016/j.engfailanal.2019.01.034.



BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[124]

[125]

[126]

[127]

[128]

[129]

[130]

[131]

[132]

[133]

[134]

[135]

[136]

U. Zerbst, M. Vormwald, R. Pippan, H.-P. Ganser, C. Sarrazin-Baudoux, and M. Madia,
“About the fatigue crack propagation threshold of metals as a design criterion — A
review,” Eng Fract Mech, vol. 153, pp. 190-243, 2016, doi:
https://doi.org/10.1016/j.engfracmech.2015.12.002.

C. Garb, M. Leitner, B. Stauder, D. Schnubel, and F. Griin, “Application of modified
Kitagawa-Takahashi diagram for fatigue strength assessment of cast Al-Si-Cu alloys,” Int J
Fatigue, vol. 111, pp. 256—-268, 2018.

Y. Akiniwa, L. M. Zhang, and K. Tanaka, “PREDICTION OF THE FATIGUE LIMIT OF
CRACKED SPECIMENS BASED ON THE CYCLIC R-CURVE METHOD,” Fatigue Fract Eng
Mater Struct, vol. 20, no. 10, pp. 1387-1398, 1997.

E. Wycisk, S. Siddique, D. Herzog, F. Walther, and C. Emmelmann, “Fatigue performance
of laser additive manufactured Ti—6Al-4V in very high cycle fatigue regime up to 109
cycles,” Front Mater, vol. 2, p. 72, 2015.

J. Wasén and E. Heier, “Fatigue crack growth thresholds—the influence of Young'’s
modulus and fracture surface roughness,” Int J Fatigue, vol. 20, no. 10, pp. 737-742,
1998, doi: https://doi.org/10.1016/50142-1123(98)00034-6.

R. Aigner, S. Pusterhofer, S. Pomberger, M. Leitner, and M. Stoschka, “A probabilistic
Kitagawa-Takahashi diagram for fatigue strength assessment of cast aluminium alloys,”
Materials Science and Engineering: A, vol. 745, pp. 326—334, 2019, doi:
https://doi.org/10.1016/j.msea.2018.12.108.

Y. N. Hu et al., “A new approach to correlate the defect population with the fatigue life
of selective laser melted Ti-6Al-4V alloy,” Int J Fatigue, vol. 136, Jul. 2020, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2020.105584.

C. Garb, M. Leitner, B. Stauder, D. Schnubel, and F. Griin, “Application of modified
Kitagawa-Takahashi diagram for fatigue strength assessment of cast Al-Si-Cu alloys,” Int J
Fatigue, vol. 111, pp. 256-268, 2018.

J. Maierhofer, S. Kolitsch, R. Pippan, H. P. Ganser, M. Madia, and U. Zerbst, “The cyclic R-
curve — Determination, problems, limitations and application,” Eng Fract Mech, vol. 198,
pp. 45—64, Jul. 2018, doi: 10.1016/j.engfracmech.2017.09.032.

K. Tanaka and Y. Akiniwa, “Resistance-curve method for predicting propagation
threshold of short fatigue cracks at notches,” Eng Fract Mech, vol. 30, no. 6, pp. 863—
876, 1988.

B. Tabernig and R. Pippan, “Determination of the length dependence of the threshold
for fatigue crack propagation,” Eng Fract Mech, vol. 69, no. 8, pp. 899-907, 2002.

M. R. Allazadeh, “Formation of defects in the steel microstructure during solidification
and their effects on the steel material properties,” 2015. doi:
https://doi.org/10.5161/STEEL/2015/sg15005.

M. R. Allazadeh, C. I. Garcia, A. J. DeArdo, and M. R. Lovell, “Analysis of Stress
Concentration around Inclusions due to Thermally Induced Strain tothe Steel Matrix,” J
ASTM Int, vol. 6, no. 5, Apr. 2009, doi: http://dx.doi.org/10.1520/JA1102041.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[137]

[138]

[139]

[140]

[141]

[142]

[143]

[144]

[145]

[146]

[147]

[148]

[149]

[150]

[151]

[152]

D. Krewerth, T. Lippmann, A. Weidner, and H. Biermann, “Influence of non-metallic
inclusions on fatigue life in the very high cycle fatigue regime,” Int J Fatigue, vol. 84, pp.
40-52, Mar. 2016, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2015.11.001.

Y. Yamashita and Y. Murakami, “Small crack growth model from low to very high cycle
fatigue regime for internal fatigue failure of high strength steel,” Int J Fatigue, vol. 93,
pp. 406-414, 2016.

A. Sattar, M. Abbas, H. J. Hasham, and Y. Baig, “Experimental and analytical investigation
of steel bolts failed after isothermal heat treatment,” Journal of Failure Analysis and
Prevention, vol. 15, pp. 327—333, 2015.

J. Maciejewski, “The effects of sulfide inclusions on mechanical properties and failures
of steel components,” Journal of Failure Analysis and Prevention, vol. 15, pp. 169-178,
2015.

D. Spriestersbach, P. Grad, and E. Kerscher, “Influence of different non-metallic inclusion
types on the crack initiation in high-strength steels in the VHCF regime,” Int J Fatigue,
vol. 64, pp. 114-120, 2014.

S. A. Barter, L. Molent, and R. J. H. Wanhill, “Typical fatigue-initiating discontinuities in
metallic aircraft structures,” Int J Fatigue, vol. 41, pp. 11-22, 2012.

L. T. Lu, J. W. Zhang, and K. Shiozawa, “Influence of inclusion size on S-N curve
characteristics of high-strength steels in the giga-cycle fatigue regime,” Fatigue Fract
Eng Mater Struct, vol. 32, no. 8, pp. 647-655, 2009.

Z.G.Yang et al., “The effect of inclusions on the fatigue behavior of fine-grained high
strength 42CrMoVNDb steel,” Int J Fatigue, vol. 26, no. 9, pp. 959-966, 2004.

S. Suresh, Fatigue of materials. Cambridge university press, 1998.

J. R. Yates, G. Shi, H. V Atkinson, C. M. Sellars, and C. W. Anderson, “Fatigue tolerant
design of steel components based on the size of large inclusions,” Fatigue Fract Eng
Mater Struct, vol. 25, no. 7, pp. 667-676, 2002.

K. S. Chan, “Roles of microstructure in fatigue crack initiation 11111,” Int J Fatigue, vol.
32, no0.9, pp. 1428-1447, 2010.

P. Juvonen, Effects of non-metallic inclusions on fatigue properties of calcium treated
steels. Helsinki University of Technology, 2004.

D. Krewerth, T. Lippmann, A. Weidner, and H. Biermann, “Influence of non-metallic
inclusions on fatigue life in the very high cycle fatigue regime,” Int J Fatigue, vol. 84, pp.
40-52, 2016.

C. Mapelli, “Non-metallic inclusions and clean steel,” la metallurgia italiana, 2008.

R. K. Pandey, “Failure of diesel-engine crankshafts,” Eng Fail Anal, vol. 10, no. 2, pp.
165-175, 2003.

A. Ray, S. K. Dhua, K. B. Mishra, and S. Jha, “Metallurgical investigation of a prematurely
failed roller bearing used in the support and tilting system of a steel making converter
used in an integrated steel plant,” Practical Failure Analysis, vol. 3, no. 3, pp. 89-97,
2003.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[153]

[154]

[155]

[156]

[157]

[158]

[159]

[160]

[161]

[162]

[163]

[164]

[165]

[166]

[167]

[168]

M. E. Stevenson, J. L. McDougall, R. D. Bowman, and R. L. Herman, “Failure analysis of a
high-speed pinion shaft,” Journal of Failure Analysis and Prevention, vol. 5, pp. 48-54,
2005.

C. Baldizzone, A. Gruttadauria, C. Mapelli, and D. Mombelli, “Investigation of Failure in a
Crankpin of a Motorcycle Engine,” Journal of failure analysis and prevention, vol. 12, pp.
123-129, 2012.

C. Klinger and D. Bettge, “Axle fracture of an ICE3 high speed train,” Eng Fail Anal, vol.
35, pp. 6681, 2013.

C.-P. Bork, “Failure of a motor vessel’s crankshaft 1968, Eng Fail Anal, vol. 38, pp. 66—
80, 2014.

A. l. Z. Farahat, Z. Abdel Hamid, and N. Gomaa, “Failure analysis of train vehicles
engagement arm,” Journal of Failure Analysis and Prevention, vol. 15, pp. 576-582,
2015.

S. Papaefthymiou, A. Vazdirvanidis, G. Pantazopoulos, and C. Goulas, “Fatigue fracture
of a high-resistance structural steel component destined to sustain severe loads under
service conditions,” Journal of Failure Analysis and Prevention, vol. 17, pp. 79-85, 2017.

S. Suresh, Fatigue of materials. Cambridge university press, 1998.

J. Ma, B. Zhang, D. Xu, E.-H. Han, and W. Ke, “Effects of inclusion and loading direction
on the fatigue behavior of hot rolled low carbon steel,” Int J Fatigue, vol. 32, no. 7, pp.
1116-1125, 2010.

J. Lankford, “Inclusion-matrix debonding and fatigue crack initiation in low alloy steel,”
Int J Fract, vol. 12, pp. 155-157, 1976.

G. Murtaza and R. Akid, “Modelling short fatigue crack growth in a heat-treated low-
alloy steel,” Int J Fatigue, vol. 17, no. 3, pp. 207-214, 1995.

Y. Wang, R. Akid, A. Clark, and J. D. Atkinson, “Further observations of early fatigue crack
development,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 19, no. 5, pp. 623-627, 1996.

J. Guan, L. Wang, C. Zhang, and X. Ma, “Effects of non-metallic inclusions on the crack
propagation in bearing steel,” Tribol Int, vol. 106, pp. 123-131, Feb. 2017, doi:
10.1016/j.triboint.2016.10.030.

Y. Murakami and M. Endo, “Effects of defects, inclusions and inhomogeneities on fatigue
strength,” Int J Fatigue, vol. 16, no. 3, pp. 163-182, 1994.

M. D. Chapetti, “Prediction of threshold for very high cycle fatigue (N>107 cycles),”
Procedia Eng, vol. 2, no. 1, pp. 257-264, 2010, doi:
https://doi.org/10.1016/j.proeng.2010.03.028.

K. Tanaka, “Fatigue Crack Propagation,” Comprehensive Structural Integrity: Nine
Volume Set, vol. 1-9, pp. 95-127, Jan. 2003, doi: 10.1016/B0-08-043749-4/04089-1.

A. Sattar, M. Abbas, H. J. Hasham, and Y. Baig, “Experimental and Analytical Investigation
of Steel Bolts Failed After Isothermal Heat Treatment,” Journal of Failure Analysis and
Prevention, vol. 15, no. 2, pp. 327-333, 2015, doi: 10.1007/s11668-015-9938-3.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[169]

[170]

[171]

[172]

[173]

[174]

[175]

[176]

[177]

[178]

[179]

[180]

M. B. Leban and R. Tisu, “The effect of TiN inclusions and deformation-induced
martensite on the corrosion properties of AlSI 321 stainless steel,” Eng Fail Anal, vol. 33,
pp. 430-438, 2013, doi: https://doi.org/10.1016/j.engfailanal.2013.06.021.

A. K. Jha and K. Sreekumar, “Failure Analysis of Stainless Steel Stem Used in Explosive
Transfer Assembly (ETA) of High Performance Solid Propulsion System Igniter,” Journal of
Failure Analysis and Prevention, vol. 10, no. 2, pp. 77-81, 2010, doi: 10.1007/s11668-
009-9311-5.

C. TEMMEL, B. KARLSSON, and N.-G. INGESTEN, “Fatigue crack initiation in hardened
medium carbon steel due to manganese sulphide inclusion clusters,” Fatigue Fract Eng
Mater Struct, vol. 31, no. 6, pp. 466—477, 2008, doi: https://doi.org/10.1111/j.1460-
2695.2008.01243 x.

R. Prasannavenkatesan, J. Zhang, D. L. McDowell, G. B. Olson, and H.-J. Jou, “3D
modeling of subsurface fatigue crack nucleation potency of primary inclusions in heat
treated and shot peened martensitic gear steels,” Int J Fatigue, vol. 31, no. 7, pp. 1176—
1189, 2009, doi: https://doi.org/10.1016/].ijfatigue.2008.12.001.

S. Benhaddad and G. Lee, “Role of microstructure in sucker rod string failures in oil well
production,” Practical Failure Analysis, vol. 1, no. 2, pp. 47-54, 2001.

A. Pineau and S. D. Antolovich, “Probabilistic approaches to fatigue with special
emphasis on initiation from inclusions,” Int J Fatigue, vol. 93, pp. 422—-434, 2016, doi:
https://doi.org/10.1016/].ijfatigue.2016.09.002.

B. Alfredsson and E. Olsson, “Multi-axial fatigue initiation at inclusions and subsequent
crack growth in a bainitic high strength roller bearing steel at uniaxial experiments,” Int J
Fatigue, vol. 41, pp. 130-139, 2012, doi:
https://doi.org/10.1016/].ijfatigue.2011.11.006.

J. Tchoufang Tchuindjang and J. Lecomte-Beckers, “Fractography survey on high cycle
fatigue failure: Crack origin characterisation and correlations between mechanical tests
and microstructure in Fe-C-Cr-Mo-X alloys,” Int J Fatigue, vol. 29, no. 4, pp. 713-728,
Apr. 2007, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2006.06.012.

M. W. Tofique, J. Bergstrom, and K. Svensson, “Very high cycle fatigue of cold rolled
stainless steels, crack initiation and formation of the fine granular area,” Int J Fatigue,
vol. 100, pp. 238-250, 2017, doi: https://doi.org/10.1016/].ijfatigue.2017.03.037.

P. Grad and E. Kerscher, “Reason for the transition of fatigue crack initiation site from
surface to subsurface inclusions in high-strength steels,” Fatigue Fract Eng Mater Struct,
vol. 40, no. 11, pp. 1718-1730, 2017, doi: https://doi.org/10.1111/ffe.12635.

G. Nicoletto, R. Konecnd, and S. Fintova, “Characterization of microshrinkage casting
defects of Al-Si alloys by X-ray computed tomography and metallography,” Int J Fatigue,
vol. 41, pp. 39-46, 2012.

A. Rotella, Y. Nadot, M. Piellard, and R. Augustin, “Influence of natural defects on the
fatigue limit of a cast Al-Si alloy,” Procedia Structural Integrity, vol. 7, pp. 513-520, 2017.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[181]

[182]

[183]

[184]

[185]

[186]

[187]

[188]

[189]

[190]

[191]

[192]

[193]

[194]

G. Léopold, Y. Nadot, T. Billaudeau, and J. Mendez, “Influence of artificial and casting
defects on fatigue strength of moulded components in Ti-6Al-4V alloy,” Fatigue Fract
Eng Mater Struct, vol. 38, no. 9, pp. 1026—-1041, 2015.

G. Nicoletto, G. Anzelotti, and R. Konecna, “X-ray computed tomography vs.
metallography for pore sizing and fatigue of cast Al-alloys,” Procedia Eng, vol. 2, no. 1,
pp. 547-554, 2010.

Q. G. Wang, P. N. Crepeau, C. J. Davidson, and J. R. Griffiths, “Oxide films, pores and the
fatigue lives of cast aluminum alloys,” Metallurgical and Materials Transactions B, vol.
37, pp. 887-895, 2006.

X. Li, S. M. Xiong, and Z. Guo, “On the porosity induced by externally solidified crystals
in high-pressure die-cast of AM60B alloy and its effect on crack initiation and
propagation,” Materials Science and Engineering A, vol. 633, pp. 35-41, May 2015, doi:
10.1016/j.msea.2015.02.078.

N. Costa, N. Machado, and F. S. Silva, “Influence of Graphite Nodules Geometrical
Features on Fatigue Life of High-Strength Nodular Cast Iron,” J Mater Eng Perform, vol.
17, no. 3, pp. 352-362, 2008, doi: 10.1007/s11665-008-9231-7.

L. Yang et al., “A 3-D model for quantification of fatigue weak-link density and strength
distribution in an A713 cast aluminum alloy,” Int J Fatigue, vol. 96, pp. 185-195, Mar.
2017, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2016.11.035.

H. Jiang, P. Bowen, and J. F. Knott, “Fatigue performance of a cast aluminium alloy Al-
7Si-Mg with surface defects,” J Mater Sci, vol. 34, no. 4, pp. 719-725, 1999.

M. J. Couper, A. E. Neeson, and J. R. Griffiths, “CASTING DEFECTS AND THE FATIGUE
BEHAVIOUR OF AN ALUMINIUM CASTING ALLQY,” Forigue Fracr. Engng Marer. Sirucr,
vol. 13, no. 3, pp. 213—-227, 1990.

J.Z.Yi, Y. X. Gao, P. D. Lee, H. M. Flower, and T. C. Lindley, “Scatter in fatigue life due to
effects of porosity in cast A356-T6 aluminume-silicon alloys,” Metallurgical and Materials
Transactions A, vol. 34, no. 9, pp. 1879-1890, 2003, doi: 10.1007/s11661-003-0153-6.

B. Zuzek and J. Burja, “Investigation of nickel alloy fan blade failure in a flue gas
desulfurization unit,” Eng Fail Anal, vol. 82, pp. 855—861, Dec. 2017, doi:
10.1016/j.engfailanal.2017.08.021.

X. Wu, E. Schlangen, and S. Van Der Zwaag, “Linking porosity to rolling reduction and
fatigue lifetime of hot rolled AA7xxx alloys by 3D X-ray computed tomography,” Adv Eng
Mater, vol. 14, no. 7, pp. 457-463, Jul. 2012, doi: 10.1002/adem.201200087.

J. Holmes and R. A. Queeney, “Fatigue Crack Initiation in a Porous Steel,” Powder
Metallurgy, vol. 28, no. 4, pp. 231-235, Jan. 1985, doi: 10.1179/pom.1985.28.4.231.

N. Vanderesse, E. Maire, A. Chabod, and J. Y. Buffire, “Microtomographic study and
finite element analysis of the porosity harmfulness in a cast aluminium alloy,” Int J
Fatigue, vol. 33, no. 12, pp. 15141525, 2011, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2011.06.010.

M. M. Alam et al., “Analysis of the stress raising action of flaws in laser clad deposits,”
Materials & Design (1980-2015), vol. 46, pp. 328-337, 2013, doi:
https://doi.org/10.1016/j.matdes.2012.10.010.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[195]

[196]

[197]

[198]

[199]

[200]

[201]

[202]

[203]

[204]

[205]

[206]

[207]

F. Wang, J. Xu, J. Li, X. Li, and H. Wang, “Fatigue crack initiation and propagation in A356
alloy reinforced with in situ TiB2 particles,” Mater Des, vol. 33, pp. 236-241, 2012, doi:
https://doi.org/10.1016/j.matdes.2011.07.028.

A. Borbély, H. Mughrabi, G. Eisenmeier, and H. W. Hoppel, “A finite element modelling
study of strain localization in the vicinity of near-surface cavities as a cause of
subsurface fatigue crack initiation,” 2002.

J. Fan, D. L. McDowell, M. F. Horstemeyer, and K. Gall, “Cyclic plasticity at pores and
inclusions in cast Al-Si alloys,” Eng Fract Mech, vol. 70, no. 10, pp. 1281-1302, Jul. 2003,
doi: 10.1016/5S0013-7944(02)00097-8.

P. Li, P. D. Lee, D. M. Maijer, and T. C. Lindley, “Quantification of the interaction within
defect populations on fatigue behavior in an aluminum alloy,” Acta Mater, vol. 57, no.
12, pp. 3539-3548, Jul. 2009, doi: 10.1016/J.ACTAMAT.2009.04.008.

M. Luetje, M. Wicke, |. Bacaicoa, A. Brueckner-Foit, A. Geisert, and M. Fehlbier, “3D
characterization of fatigue damage mechanisms in a cast aluminum alloy using X-ray
tomography,” Int J Fatigue, vol. 103, pp. 363—370, Oct. 2017, doi:
10.1016/J.1JFATIGUE.2017.06.020.

V. D. Le, N. Saintier, F. Morel, D. Bellett, and P. Osmond, “Investigation of the effect of
porosity on the high cycle fatigue behaviour of cast Al-Si alloy by X-ray micro-
tomography,” Int J Fatigue, vol. 106, pp. 24-37, Jan. 2018, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2017.09.012.

Y. Yan, G. L. Nash, and P. Nash, “Effect of density and pore morphology on fatigue
properties of sintered Ti—-6Al-4V,” Int J Fatigue, vol. 55, pp. 81-91, Oct. 2013, doi:
10.1016/J.1JFATIGUE.2013.05.015.

A. Yadollahi, M. J. Mahtabi, H. R. Doude, and J. C. Newman Jr, “Prediction of fatigue lives
in additively manufactured alloys based on the crack-growth concept,” in 2017
International Solid Freeform Fabrication Symposium, University of Texas at Austin, 2017.

A. Rotella, Y. Nadot, M. Piellard, R. Augustin, and M. Fleuriot, “Influence of defect
morphology and position on the fatigue limit of cast Al alloy: 3D characterization by X-
ray microtomography of natural and artificial defects,” Materials Science and
Engineering: A, vol. 785, p. 139347, 2020, doi:
https://doi.org/10.1016/j.msea.2020.139347.

S. Bidhar et al., “Empirical formulation of stress concentration factor around an
arbitrary-sized spherical dual-cavity system and its application to aluminum die
castings,” Appl Math Model, vol. 39, no. 18, pp. 5707-5723, 2015.

T. M. Cimino, H. G. Rutz, A. H. Graham, and T. F. Murphy, “The Effect of Microstructure
on Fatigue Properties of Ferrous P/M Materials; Adv,” Powder Metall. Particulate Mater,
vol. 2, no. part 13, pp. 137-149, 1997.

H. Danninger and B. Weiss, “The influence of defects on high cycle fatigue of metallic
materials,” J Mater Process Technol, vol. 143, pp. 179-184, 2003.

Y. Wang, J. Bergstréom, and C. Burman, “Four-point bending fatigue behaviour of an iron-
based laser sintered material,” Int J Fatigue, vol. 28, no. 12, pp. 1705-1715, 2006.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[208]

[209]

[210]

[211]

[212]

[213]

[214]

[215]

[216]

[217]

[218]

[219]

[220]

L. Collini, A. Pirondi, R. Bianchi, M. Cova, and P. P. Milella, “Influence of casting defects
on fatigue crack initiation and fatigue limit of ductile cast iron,” Procedia Eng, vol. 10,
pp. 2898-2903, 2011.

C. Verdu, J. Adrien, and J.-Y. Buffiere, “Three-dimensional shape of the early stages of
fatigue cracks nucleated in nodular cast iron,” Materials Science and Engineering: A, vol.
483, pp. 402-405, 2008.

B. Zhang, D. R. Poirier, and W. Chen, “Microstructural effects on high-cycle fatigue-crack
initiation in A356. 2 casting alloy,” Metallurgical and Materials Transactions A, vol. 30,
pp. 2659-2666, 1999.

Y. Zhang, J. Xu, and T. Zhai, “Distributions of pore size and fatigue weak link strength in
an A713 sand cast aluminum alloy,” Materials Science and Engineering: A, vol. 527, no.
16-17, pp. 3639-3644, 2010.

R. A. Phillips, J. E. King, and J. R. Moon, “Fatigue crack propagation in some PM steels,”
Powder metallurgy, vol. 43, no. 2, pp. 149-156, 2000.

N. A. Fleck and R. A. Smith, “Effect of density on tensile strength, fracture toughness,
and fatigue crack propagation behaviour of sintered steel,” Powder Metallurgy, vol. 24,
no. 3, pp. 121-125, Jan. 1981, doi: 10.1179/pom.1981.24.3.121.

L. Ceschini, A. Morri, and G. Sambogna, “The effect of hot isostatic pressing on the
fatigue behaviour of sand-cast A356-T6 and A204-T6 aluminum alloys,” J Mater Process
Technol, vol. 204, no. 1-3, pp. 231-238, 2008.

M.-W. Wu, J.-K. Chen, B.-H. Lin, and P-H. Chiang, “Improved fatigue endurance ratio of
additive manufactured Ti-6Al-4V lattice by hot isostatic pressing,” Mater Des, vol. 134,
pp. 163-170, 2017.

W. Tillmann, C. Schaak, J. Nellesen, M. Schaper, M. E. u Aydindz, and K.-P. Hoyer, “Hot
isostatic pressing of IN718 components manufactured by selective laser melting,” Addit
Manuf, vol. 13, pp. 93-102, 2017.

Q. G. Wang and P. E. Jones, “Prediction of fatigue performance in aluminum shape
castings containing defects,” Metallurgical and Materials Transactions B, vol. 38, pp.
615-621, 2007.

S. Romano, A. Brandao, J. Gumpinger, M. Gschweitl, and S. Beretta, “Qualification of AM
parts: Extreme value statistics applied to tomographic measurements,” Mater Des, vol.
131, pp. 32-48, Oct. 2017, doi: 10.1016/j.matdes.2017.05.091.

J. Nafar Dastgerdi, O. Jaberi, H. Remes, P. Lehto, H. Hosseini Toudeshky, and J. Kuva,
“Fatigue damage process of additively manufactured 316 L steel using X-ray computed
tomography imaging,” Addit Manuf, vol. 70, May 2023, doi:
10.1016/j.addma.2023.103559.

J. Tenkamp, A. Koch, S. Knorre, U. Krupp, W. Michels, and F. Walther, “Defect-correlated
fatigue assessment of A356-T6 aluminum cast alloy using computed tomography based
Kitagawa-Takahashi diagrams,” Int J Fatigue, vol. 108, pp. 25-34, Mar. 2018, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2017.11.003.



BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[221]

[222]

[223]

[224]

[225]

[226]

[227]

[228]

[229]

[230]

[231]

[232]

[233]

[234]

B. Gillham, A. Yankin, F. McNamara, C. Tomonto, D. Taylor, and R. Lupoi, “Application of
the Theory of Critical Distances to predict the effect of induced and process inherent
defects for SLM Ti-6Al-4V in high cycle fatigue,” CIRP Annals, vol. 70, no. 1, pp. 171-174,
Jan. 2021, doi: 10.1016/j.cirp.2021.03.004.

J. M. Zhang, S. X. Li, Z. G. Yang, G. Y. Li, W. J. Hui, and Y. Q. Weng, “Influence of inclusion
size on fatigue behavior of high strength steels in the gigacycle fatigue regime,” Int J
Fatigue, vol. 29, no. 4, pp. 765-771, Apr. 2007, doi: 10.1016/].ijfatigue.2006.06.004.

E. Mikkola, G. Marquis, and J. Solin, “Mesoscale modelling of crack nucleation from
defects in steel,” in International Journal of Fatigue, Aug. 2012, pp. 64-71. doi:
10.1016/j.ijfatigue.2011.12.022.

R. Petras, V. Skorik, and J. Poldk, “Thermomechanical fatigue and damage mechanisms
in Sanicro 25 steel,” Materials Science and Engineering A, vol. 650, pp. 52-62, Jan. 2016,
doi: 10.1016/j.msea.2015.10.030.

R. Datta and A. Deva, “An Investigation into the Failure of API 5L X-46 Grade ERW
Linepipes,” Failure Analysis and Prevention, vol. 2, no. 2, pp. 59-62, 2002.

Y. kui Gao, X. bin Li, Q. xiang Yang, and M. Yao, “Influence of surface integrity on fatigue
strength of 40CrNi2Si2MoVA steel,” Mater Lett, vol. 61, no. 2, pp. 466—-469, Jan. 2007,
doi: 10.1016/j.matlet.2006.04.089.

X. ). Zhao et al., “Effects of decarburization on the wear resistance and damage
mechanisms of rail steels subject to contact fatigue,” Wear, vol. 364-365, pp. 130-143,
Oct. 2016, doi: 10.1016/j.wear.2016.07.013.

S. A. McKelvey and A. Fatemi, “Surface finish effect on fatigue behavior of forged steel,”
Int J Fatigue, vol. 36, no. 1, pp. 130-145, Mar. 2012, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2011.08.008.

D. Taylor and M. Clancy, “THE FATIGUE PERFORMANCE OF MACHINED SURFACES,” 1991.

W. Li, T. Sakai, M. Wakita, and S. Mimura, “Influence of microstructure and surface
defect on very high cycle fatigue properties of clean spring steel,” Int J Fatigue, vol. 60,
pp. 48-56, Mar. 2014, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2013.06.017.

J. Payne, G. Welsh, R. J. Christ, J. Nardiello, and J. M. Papazian, “Observations of fatigue
crack initiation in 7075-T651,” Int J Fatigue, vol. 32, no. 2, pp. 247-255, Feb. 2010, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2009.06.003.

U. Zerbst et al., “Review on fracture and crack propagation in weldments - A fracture
mechanics perspective,” Eng Fract Mech, vol. 132, pp. 200-276, Dec. 2014, doi:
10.1016/j.engfracmech.2014.05.012.

L. Lattanzi, A. Fabrizi, A. Fortini, M. Merlin, and G. Timelli, “Effects of microstructure and
casting defects on the fatigue behavior of the high-pressure die-cast AlSi9Cu3(Fe) alloy,”
in Procedia Structural Integrity, Elsevier B.V., 2017, pp. 505-512. doi:
10.1016/j.prostr.2017.11.119.

R. Raiszadeh and W. D. Griffiths, “A Method to Study the History of a Double Oxide Film
Defect in Liquid Aluminum Alloys,” Metallurgical and Materials Transactions B: Process
Metallurgy and Materials Processing Science, vol. 37, no. 6, pp. 865—871, 2006.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[235]

[236]

[237]

[238]

[239]

[240]

[241]

[242]

[243]

[244]

[245]

[246]

[247]

[248]

J. Campbell, “An Overview of the Effects of Bifilms on the Structure and Properties of
Cast Alloys,” Metallurgical and Materials Transactions B: Process Metallurgy and
Materials Processing Science, vol. 37, no. 6, pp. 857-863, 2006.

Y. Yue and N. R. Green, “Modelling of different entrainment mechanisms and their
influences on the mechanical reliability of Al-Si castings,” in IOP Conference Series:
Materials Science and Engineering, 2012. doi: 10.1088/1757-899X/33/1/012072.

C. Zhou, X. Yang, and G. Luan, “Effect of oxide array on the fatigue property of friction
stir welds,” Scr Mater, vol. 54, no. 8, pp. 1515-1520, Apr. 2006, doi:
10.1016/j.scriptamat.2005.12.036.

R. S. Mishra and Z. Y. Ma, “Friction stir welding and processing,” Materials Science and
Engineering R: Reports, vol. 50, no. 1-2. Aug. 31, 2005. doi:
10.1016/j.mser.2005.07.001.

E. Louvis, P. Fox, and C. J. Sutcliffe, “Selective laser melting of aluminium components,” J
Mater Process Technol, vol. 211, no. 2, pp. 275-284, Feb. 2011, doi:
10.1016/j.jmatprotec.2010.09.019.

E. O. Olakanmi, R. F. Cochrane, and K. W. Dalgarno, “A review on selective laser
sintering/melting (SLS/SLM) of aluminium alloy powders: Processing, microstructure,
and properties,” Prog Mater Sci, vol. 74, pp. 401-477, Aug. 2015, doi:
10.1016/j.pmatsci.2015.03.002.

R. Raiszadeh and W. D. Griffiths, “A Method to Study the History of a Double Oxide Film
Defect in Liquid Aluminum Alloys.”

E. O. Olakanmi, R. F. Cochrane, and K. W. Dalgarno, “A review on selective laser
sintering/melting (SLS/SLM) of aluminium alloy powders: Processing, microstructure,
and properties,” Progress in Materials Science, vol. 74. Elsevier Ltd, pp. 401-477, Aug.
01, 2015. doi: 10.1016/j.pmatsci.2015.03.002.

A. Cini and P. E. Irving, “Development of fatigue cracks from mechanically machined
scratches on 2024-T351 aluminium alloy—part |: experimentation and fractographic
analysis,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 40, no. 5, pp. 776-789, May 2017, doi:
10.1111/ffe.12544.

A. Cini and P. E. Irving, “Transformation of defects into fatigue cracks; The role of Kt and
defect scale on fatigue life of non-pristine components,” in Procedia Engineering, Apr.
2010, pp. 667-677. doi: 10.1016/j.proeng.2010.03.072.

D. Nowell, D. Dini, and P. Duo4, “Stress analysis of V-notches with and without cracks,
with application to foreign object damage.”

A. Inchekel and J. E. Talia, “EFFECT OF SCRATCHES ON THE FATIGUE BEHAVIOR OF AN Al-
Li ALLOY,” 1994.

P. Lukas’, L. Kunz’, B. Weiss’, and R. Stickler, “NON-DAMAGING NOTCHES IN FATIGUE*,”
1986. doi: https://doi.org/10.1111/j.1460-2695.1986.tb00446.x.

M. K. Khan, M. E. Fitzpatrick, S. V. Hainsworth, and L. Edwards, “Effect of tool profile and
fatigue loading on the local hardness around scratches in clad and unclad aluminium



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[249]

[250]

[251]

[252]

[253]

[254]

[255]

[256]

[257]

[258]

[259]

[260]

alloy 2024,” Materials Science and Engineering A, vol. 527, no. 1-2, pp. 297-304, Dec.
2009, doi: 10.1016/j.msea.2009.07.035.

L. Doremus, J. Cormier, P. Villechaise, G. Henaff, Y. Nadot, and S. Pierret, “Influence of
residual stresses on the fatigue crack growth from surface anomalies in a nickel-based
superalloy,” Materials Science and Engineering A, vol. 644, pp. 234—-246, Sep. 2015, doi:
10.1016/j.msea.2015.07.077.

R. A. Cldudio, J. M. Silva, C. M. Branco, and J. Byrne, “A fracture mechanics based
approach to predict fatigue life of scratch damaged shot peened components,” in
Procedia Engineering, Elsevier Ltd, 2011, pp. 2672—-2677. doi:
10.1016/j.proeng.2011.04.445.

E. Capello, “Residual stresses in turning: Part I: Influence of process parameters,” J
Mater Process Technol, vol. 160, no. 2, pp. 221-228, 2005, doi:
https://doi.org/10.1016/j.jmatprotec.2004.06.012.

A. Javidi, U. Rieger, and W. Eichlseder, “The effect of machining on the surface integrity
and fatigue life,” Int J Fatigue, vol. 30, no. 10, pp. 2050-2055, 2008, doi:
https://doi.org/10.1016/].ijfatigue.2008.01.005.

V. Chomienne, C. Verdu, J. Rech, and F. Valiorgue, “Influence of Surface Integrity of 15-
5PH on the Fatigue Life,” Procedia Eng, vol. 66, pp. 274-281, 2013, doi:
https://doi.org/10.1016/j.proeng.2013.12.082.

H. Remes et al., “Influence of surface integrity on the fatigue strength of high-strength
steels,” J Constr Steel Res, vol. 89, pp. 21 — 29, 2013, doi: 10.1016/j.jcs.2013.06.003.

M. Field and J. F. Kahles, “Review of surface integrity of machined components,” Annals
of the CIRP, vol. 20, no. 2, pp. 153-163, 1971.

F. Sausto, P. E. Carrion, N. Shamsaei, and S. Beretta, “Fatigue failure mechanisms for
AlISi10Mg manufactured by L-PBF under axial and torsional loads: The role of defects
and residual stresses,” Int J Fatigue, vol. 162, p. 106903, 2022.

S. Romano, P. D. Nezhadfar, N. Shamsaei, M. Seifi, and S. Beretta, “High cycle fatigue
behavior and life prediction for additively manufactured 17-4 PH stainless steel: Effect of
sub-surface porosity and surface roughness,” Theoretical and Applied Fracture
Mechanics, vol. 106, p. 102477, 2020.

S. Beretta, M. Gargourimotlagh, S. Foletti, A. Du Plessis, and M. Riccio, “Fatigue strength
assessment of ‘as built” AISi10Mg manufactured by SLM with different build
orientations,” Int J Fatigue, vol. 139, p. 105737, 2020.

U. Krupp, “Basic Concepts of Metal Fatigue and Fracture in the Engineering Design
Process,” in Fatigue Crack Propagation in Metals and Alloys, John Wiley & Sons, Ltd,
2007, pp. 3—37. doi: https://doi.org/10.1002/9783527610686.ch2.

N. Sanaei and A. Fatemi, “Defects in additive manufactured metals and their effect on
fatigue performance: A state-of-the-art review,” Progress in Materials Science, vol. 117.
Elsevier Ltd, Apr. 01, 2021. doi: 10.1016/j.pmatsci.2020.100724.



BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[261]

[262]

[263]

[264]

[265]

[266]

[267]

[268]

[269]

[270]

[271]

[272]

[273]

[274]

N. Sanaei and A. Fatemi, “Defect-based multiaxial fatigue life prediction of L-PBF
additive manufactured metals,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 44, no. 7, pp. 1897—-
1915, Jul. 2021, doi: 10.1111/ffe.13449.

S. Romano, A. Briickner-Foit, A. Branddo, J. Gumpinger, T. Ghidini, and S. Beretta,
“Fatigue properties of AlSi1l0Mg obtained by additive manufacturing: Defect-based
modelling and prediction of fatigue strength,” Eng Fract Mech, vol. 187, pp. 165-189,
Jan. 2018, doi: 10.1016/j.engfracmech.2017.11.002.

S. Beretta, A. Blarasint, M. Endo¢, T. Giuntit, and Y. Murakami, “Defect tolerant design of
automotive components,” 1997.

X. Niu et al., “Defect tolerant fatigue assessment of AM materials: Size effect and
probabilistic prospects,” Int J Fatigue, vol. 160, p. 106884, Jul. 2022, doi:
10.1016/J.1JFATIGUE.2022.106884.

J. Tenkamp, B. Blinn, T. Beck, and F. Walther, “Microstructure- and plasticity-based
fatigue and defect tolerance assessment of age-hardenable Al-Si cast alloys in LCF and
HCF regime,” Int J Fatigue, vol. 166, p. 107240, Jan. 2023, doi:
10.1016/J.1JFATIGUE.2022.107240.

S. Romano et al., “Probabilistic Framework for Defect Tolerant Fatigue Assessment of
AM Parts Applied to a Space Component,” ASTM International, 2019, [Online].
Available: https://www.researchgate.net/publication/332371878

X. Niu, S. P. Zhu, J. C. He, C. Luo, and Q. Wang, “Probabilistic and defect tolerant fatigue
assessment of AM materials under size effect,” Eng Fract Mech, vol. 277, p. 109000, Jan.
2023, doi: 10.1016/J.ENGFRACMECH.2022.109000.

Y. N. Hu et al., “The effect of manufacturing defects on the fatigue life of selective laser
melted Ti-6Al-4V structures,” Mater Des, vol. 192, Jul. 2020, doi:
10.1016/j.matdes.2020.108708.

M. W. BROWN and K. J. MILLER, “INITIATION AND GROWTH OF CRACKS IN BIAXIAL
FATIGUE,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 1, no. 2, pp. 231-246, 1979, doi:
https://doi.org/10.1111/j.1460-2695.1979.tb00380.x.

M. W. BROWN and K. J. MILLER, “HIGH TEMPERATURE LOW CYCLE BIAXIAL FATIGUE OF
TWO STEELS,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 1, no. 2, pp. 217-229, 1979, doi:
10.1111/j.1460-2695.1979.tb00379.x.

B. Ja and D. F. Socie, “Observations of cracking behavior in tension and torsion low cycle
fatigue,” ASTM special technical publications, pp. 899-921, 1988.

C. T. Hua and D. F. Socie, “FATIGUE DAMAGE IN 1045 STEEL UNDER VARIABLE
AMPLITUDE BIAXIAL LOADING,” 1985.

P. Livieri and R. Tovo, “Fatigue limit evaluation of notches, small cracks and defects: An
engineering approach,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 27, no. 11, pp. 1037-1049,
Nov. 2004, doi: 10.1111/j.1460-2695.2004.00816.x.

R. X. Xu, T. H. Topper, and J. C. Thompson, “MODE | STRESS INTENSITY FACTOR
EQUATIONS FOR CRACKS AT NOTCHES AND CAVITIES,” 1997.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[275]

[276]

[277]

[278]

[279]

[280]

[281]

[282]

[283]

[284]

[285]

[286]

[287]

[288]

H. Nishitani, “Simple Procedure for Calculating K_| of Notch with a Crack of Arbitrary
Size and Its Application to Non-propagating Fatigue Crack,” in Proc. Joint JSME-SESA
Conf. on Experimental Mechanics, Part |, 1982, 1982.

R. A. Smith and K. J. Miller, “Prediction of fatigue regimes in notched components,” Int J
Mech Sci, vol. 20, no. 4, pp. 201-206, Jan. 1978, doi: 10.1016/0020-7403(78)90082-6.

M. D. Chapetti, T. Kitano, T. Tagawa, and T. Miyata, “Fatigue limit of blunt-notched
components,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 21, no. 12, pp. 1525-1536, 1998, doi:
10.1046/j.1460-2695.1998.00115.x.

M. Creager and P. C. Paris, “Elastic field equations for blunt cracks with reference to
stress corrosion cracking,” International journal of fracture mechanics, vol. 3, pp. 247—-
252, 1967.

G. R. Irwin, “Analysis of stresses and strains near the end of a crack traversing a plate,”
1957.

R. G. Forman and S. R. Mettu, “Behavior of surface and corner cracks subjected to
tensile and bending loads in Ti-6Al-4V alloy,” 1990.

J. A. Harter, “AFGROW Users Guide and Technical Manual Version 5.03. 05.24,” LexTech:
Centerville, OH, USA, 2020.

J. A. Harter, “Comparison of contemporary FCG life prediction tools,” Int J Fatigue, vol.
21, pp. S181-5185, 1999.

J. Zhang and A. Fatemi, “Surface roughness effect on multiaxial fatigue behavior of
additive manufactured metals and its modeling,” Theoretical and Applied Fracture
Mechanics, vol. 103, Oct. 2019, doi: 10.1016/j.tafmec.2019.102260.

N. Gates and A. Fatemi, “Fatigue crack growth behavior in the presence of notches and
multiaxial nominal stress states,” Eng Fract Mech, vol. 165, pp. 24—-38, Oct. 2016, doi:
10.1016/J.ENGFRACMECH.2016.08.017.

M. Gladskyi and A. Fatemi, “Load sequence effects on fatigue crack growth in notched
tubular specimens subjected to axial and torsion loadings,” Theoretical and Applied
Fracture Mechanics, vol. 69, pp. 63-70, Feb. 2014, doi: 10.1016/J. TAFMEC.2013.12.001.

R. Molaei et al., “Fatigue of additive manufactured Ti-6Al-4V, Part Il: The relationship
between microstructure, material cyclic properties, and component performance,” Int J
Fatigue, vol. 132, p. 105363, Mar. 2020, doi: 10.1016/J.1JFATIGUE.2019.105363.

R. Molaei and A. Fatemi, “Fatigue performance of additive manufactured metals under
variable amplitude service loading conditions including multiaxial stresses and notch
effects: Experiments and modelling,” Int J Fatigue, vol. 145, Apr. 2021, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2020.106002.

R. Molaei, A. Fatemi, and N. Phan, “Notched fatigue of additive manufactured metals
under axial and multiaxial loadings, part Il: Data correlations and life estimations,” Int J
Fatigue, vol. 156, p. 106648, Mar. 2022, doi: 10.1016/J.1JFATIGUE.2021.106648.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[289]

[290]

[291]

[292]

[293]

[294]

[295]

[296]

[297]

[298]

[299]

[300]

[301]

[302]

[303]

N. Sanaei and A. Fatemi, “Analysis of the effect of internal defects on fatigue
performance of additive manufactured metals,” Materials Science and Engineering: A,
vol. 785, p. 139385, 2020.

N. Nudelis and P. Mayr, “A novel classification method for pores in laser powder bed
fusion,” Metals (Basel), vol. 11, no. 12, p. 1912, 2021.

K. Takahashi and Y. Murakami, “Quantitative evaluation of effect of surface roughness
on fatigue strength,” Jul. 1997.

M. Benedetti, V. Fontanari, M. Bandini, F. Zanini, and S. Carmignato, “Low- and high-
cycle fatigue resistance of Ti-6Al-4V ELI additively manufactured via selective laser
melting: Mean stress and defect sensitivity,” Int J Fatigue, vol. 107, pp. 96—109, Feb.
2018, doi: 10.1016/].ijfatigue.2017.10.021.

S. Tammas-Williams, P. J. Withers, |. Todd, and P. B. Prangnell, “The influence of porosity
on fatigue crack initiation in additively manufactured titanium components,” Sci Rep,
vol. 7, no. 1, p. 7308, 2017.

S. Tammas-Williams, P. J. Withers, |. Todd, and P. B. Prangnell, “The influence of porosity
on fatigue crack initiation in additively manufactured titanium components,” Sci Rep,
vol. 7, no. 1, p. 7308, 2017.

R. Kuguel, “A relation between theoretical stress concentration factor and fatigue notch
factor deduced from the concept of highly stressed volume,” in proc. ASTM, 1961, pp.
732-748.

F. Morel and T. Palin-Luc, “A non-local theory applied to high cycle multiaxial fatigue,”
Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 25, no. 7, pp. 649665, 2002.

C. M. Sonsino and G. Fischer, “Local assessment concepts for the structural durability of
complex loaded components,” 2005.

M. Leitner, M. Vormwald, and H. Remes, “Statistical size effect on multiaxial fatigue
strength of notched steel components,” Int J Fatigue, vol. 104, pp. 322—-333, 2017.

G. Harkegard and G. Halleraker, “Assessment of methods for prediction of notch and size
effects at the fatigue limit based on test data by Bohm and Magin,” Int J Fatigue, vol. 32,
no. 10, pp. 1701-1709, 2010.

B. Van Hooreweder, D. Moens, R. Boonen, and P. Sas, “Fatigue strength analysis of
notched aluminium specimens using the highly stressed volume method,” Fatigue Fract
Eng Mater Struct, vol. 35, no. 2, pp. 154-159, 2012.

S. Norberg and M. Olsson, “The effect of loaded volume and stress gradient on the
fatigue limit,” Int J Fatigue, vol. 29, no. 12, pp. 2259-2272, 2007.

Y. Ai, S.-P. Zhu, D. Liao, J. A. F. O. Correia, A. M. P. De Jesus, and B. Keshtegar,
“Probabilistic modelling of notch fatigue and size effect of components using highly
stressed volume approach,” Int J Fatigue, vol. 127, pp. 110-119, 2019.

C.-K. Lin and W.-J. Lee, “Effects of highly stressed volume on fatigue strength of
austempered ductile irons,” Int J Fatigue, vol. 20, no. 4, pp. 301-307, 1998.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[304]

[305]

[306]

[307]

[308]

[309]

[310]

[311]

[312]

[313]

[314]

[315]

[316]

C. M. Sonsino, H. Kaufmann, and V. Grubisi¢, “Transferability of material data for the
example of a randomly loaded forged truck stub axle,” SAE transactions, pp. 649—-670,
1997.

K. Lipp, J. Baumgartner, and P. Beiss, “Fatigue design of sintered steel components:
effect of stress concentrations and mean stresses on local strength using highest
stressed volume approach,” Powder metallurgy, vol. 56, no. 5, pp. 337-341, 2013.

D. El Khoukhi, F. Morel, N. Saintier, D. Bellett, and P. Osmond, “The effect of
microstructural heterogeneities on the High Cycle Fatigue scatter of cast aluminium
alloys: from an elementary volume to the structure,” in MATEC web of conferences, EDP
Sciences, 2018, p. 14006.

D. El Khoukhi, F. Morel, N. Saintier, D. Bellett, P. Osmond, and V.-D. Le, “Probabilistic
modeling of the size effect and scatter in High Cycle Fatigue using a Monte-Carlo
approach: Role of the defect population in cast aluminum alloys,” Int J Fatigue, vol. 147,
p. 106177, 2021.

S. P. Zhuy, Y. Ai, D. Liao, J. A. F. O. Correia, A. M. P. De Jesus, and Q. Wang, “Recent
advances on size effect in metal fatigue under defects: a review,” Int J Fract, vol. 234, no.
1-2, pp. 21-43, Apr. 2022, doi: 10.1007/s10704-021-00526-x.

C.-K. Lin and W.-J. Lee, “Effects of highly stressed volume on fatigue strength of
austempered ductile irons,” Int J Fatigue, vol. 20, no. 4, pp. 301-307, 1998, doi:
https://doi.org/10.1016/50142-1123(97)00134-5.

C. Sun and Q. Song, “A method for predicting the effects of specimen geometry and
loading condition on fatigue strength,” Metals (Basel), vol. 8, no. 10, p. 811, 2018.

M. Pedranz et al., “A new energy based highly stressed volume concept to investigate
the notch-pores interaction in thick-walled ductile cast iron subjected to uniaxial
fatigue,” Int J Fatigue, vol. 169, Apr. 2023, doi: 10.1016/].ijfatigue.2022.107491.

S. Beretta, “More than 25 years of extreme value statistics for defects: Fundamentals,
historical developments, recent applications,” Int J Fatigue, vol. 151, p. 106407, 2021.

D. El Khoukhi et al., “Experimental investigation of the size effect in high cycle fatigue:
Role of the defect population in cast aluminium alloys,” Int J Fatigue, vol. 129, p.
105222, 2019.

X. Zhu, J. Z.Yi, J. W. Jones, and J. E. Allison, “A probabilistic model of fatigue strength
controlled by porosity population in a 319-type cast aluminum alloy: Part |I. Model
Development,” Metallurgical and Materials Transactions A, vol. 38, pp. 1111-1122,
2007.

O. Hertel and M. Vormwald, “Statistical and geometrical size effects in notched
members based on weakest-link and short-crack modelling,” Eng Fract Mech, vol. 95,
pp. 72-83, 2012.

C. Sun and Q. Song, “A method for predicting the effects of specimen geometry and
loading condition on fatigue strength,” Metals (Basel), vol. 8, no. 10, p. 811, 2018.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[317]

[318]

[319]

[320]

[321]

[322]

[323]

[324]

[325]

[326]

[327]

[328]

[329]

[330]

Y. Ai, S.-P. Zhu, D. Liao, J. A. F. O. Correia, A. M. P. De Jesus, and B. Keshtegar,
“Probabilistic modelling of notch fatigue and size effect of components using highly
stressed volume approach,” Int J Fatigue, vol. 127, pp. 110-119, 2019.

L. Emanuelli et al., “Effect of heat treatment temperature and turning residual stresses
on the plain and notch fatigue strength of Ti-6Al-4V additively manufactured via laser
powder bed fusion,” Int J Fatigue, vol. 162, p. 107009, 2022.

J. C. He, S. P. Zhu, A. T. Taddesse, and X. Niu, “Evaluation of critical distance, highly
stressed volume, and weakest-link methods in notch fatigue analysis,” Int J Fatigue, vol.
162, Sep. 2022, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2022.106950.

M. Benedetti, C. Santus, S. Raghavendra, D. Lusuardi, F. Zanini, and S. Carmignato,
“Multiaxial plain and notch fatigue strength of thick-walled ductile cast iron EN-GJS-600-
3: Combining multiaxial fatigue criteria, theory of critical distances, and defect
sensitivity,” Int J Fatigue, vol. 156, p. 106703, 2022.

M. J. Roy, Y. Nadot, C. Nadot-Martin, P.-G. Bardin, and D. M. Maijer, “Multiaxial Kitagawa
analysis of A356-T6,” Int J Fatigue, vol. 33, no. 6, pp. 823—-832, 2011.

G. Leopold and Y. Nadot, “Fatigue from an induced defect: experiments and application
of different multiaxial fatigue approaches,” JASTM Int, vol. 7, no. 4, pp. 1-16, 2010.

M. Vincent, C. Nadot-Martin, Y. Nadot, and A. Dragon, “Fatigue from defect under
multiaxial loading: Defect Stress Gradient (DSG) approach using ellipsoidal Equivalent
Inclusion Method,” Int J Fatigue, vol. 59, pp. 176-187, 2014, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2013.08.027.

J. D. Eshelby, “The determination of the elastic field of an ellipsoidal inclusion, and
related problems,” Proc R Soc Lond A Math Phys Sci, vol. 241, no. 1226, pp. 376—396,
1957.

J. Eshelby, “Elastic inclusions and inhomogeneties,” Progr. Solid Mech., vol. 2, p. 89,
1961.

B. Crossland, “Effect of large hydrostatic pressures on the torsional fatigue strength of
an alloy steel,” in Proc. Int. Conf. on Fatigue of Metals, Institution of Mechanical
Engineers London, 1956, p. 12.

J. D. Eshelby, “Progress in solid mechanics,” J Mech Phys Solids, vol. 9, no. 1, p. 67, 1961.

J. D. Eshelby, “The determination of the elastic field of an ellipsoidal inclusion, and
related problems,” Proc R Soc Lond A Math Phys Sci, vol. 241, no. 1226, pp. 376—396,
1957.

A. Rotella, Y. Nadot, R. Augustin, M. Piellard, and S. L'Heritier, “Defect size map for cast
A357-T6 component under multiaxial fatigue loading using the Defect Stress Gradient
(DSG) criterion,” Eng Fract Mech, vol. 174, pp. 227-242, Apr. 2017, doi:
10.1016/j.engfracmech.2016.12.008.

Y. Murakami and S. Beretta, “Small Defects and Inhomogeneities in Fatigue Strength:
Experiments, Models and Statistical Implications,” Extremes (Boston), vol. 2, no. 2, pp.
123-147, 1999, doi: 10.1023/A:1009976418553.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[331]

[332]

[333]

[334]

[335]

[336]

[337]

[338]

[339]

[340]

[341]

[342]

[343]

[344]

[345]

[346]

C. W. Anderson, G. Shi, H. V. Atkinson, C. M. Sellars, and J. R. Yates, “Interrelationship
between statistical methods for estimating the size of the maximum inclusion in clean
steels,” Acta Mater, vol. 51, no. 8, pp. 2331-2343, May 2003, doi: 10.1016/51359-
6454(03)00041-7.

D. W. Hetzner, Developing ASTM E 2283: Standard Practice for Extreme Value Analysis of
Nonmetallic Inclusions in Steel and Other Microstructural Features. ASTM International,
2007.

J. L. Rudd and T. D. Gray, “Equivalent initial quality method,” Air Force Flight Dynamic
Lab., AFFDL-TM-76-83, WPAFB, 1976.

J. N. Yang and S. D. Manning, “Distribution of equivalent initial flaw size,” in Annual
Reliability and Maintainability Symposium, San Francisco, Calif, 1980, pp. 112—-120.

U. Zerbst and M. Madia, “Fracture mechanics based assessment of the fatigue strength:
Approach for the determination of the initial crack size,” Fatigue Fract Eng Mater Struct,
vol. 38, no. 9, pp. 1066—1075, Sep. 2015, doi: 10.1111/ffe.12288.

U. Zerbst, M. Madia, and M. Vormwald, “Applying fracture mechanics to fatigue
strength determination — Some basic considerations,” Int J Fatigue, vol. 126, pp. 188—
201, Sep. 2019, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2019.05.009.

U. Zerbst et al., Fatigue and fracture of weldments. Springer, 2019.

U. Zerbst, M. Madia, M. Vormwald, and H. T. Beier, “Fatigue strength and fracture
mechanics—A general perspective,” Eng Fract Mech, vol. 198, pp. 2-23, 2018.

O. P. Ostash and V. V Panasyuk, “A UNIFIED MODEL OF INITIATION AND GROWTH OF
FATIGUE MACROCRACKS. PART 3. STAGE OF GROWTH OF A MACROCRACK,” 1999.

0. P. Ostash and V. V Panasyuk, “Fatigue process zone at notches,” 2001. [Online].
Available: www.elsevier.com/locate/ijfatigue

P. Kucharczyk, M. Madia, U. Zerbst, B. Schork, P. Gerwien, and S. Miinstermann,
“Fracture-mechanics based prediction of the fatigue strength of weldments. Material
aspects,” Eng Fract Mech, vol. 198, pp. 79-102, 2018.

R. A. Smith, “On the short crack limitations of fracture mechanics,” Int J Fract, vol. 13,
no. 5, pp. 717-720, 1977.

D. Taylor, “A mechanistic approach to critical-distance methods in notch fatigue,”
Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 24, no. 4, pp. 215-224, 2001.

H. R. Zambrano and G. Harkegard, “Self-arresting cracks at notches in ductile cast iron,”
Eng Fract Mech, vol. 102, pp. 146-155, 2013.

H. R. Zambrano and G. Hatkegard, “Self-arresting fatigue cracks at notches in nodular
cast iron,” in Procedia Engineering, Apr. 2010, pp. 1531-1537. doi:
10.1016/j.proeng.2010.03.165.

S. USAMI* and S. Shida, “Elastic—plastic analysis of the fatigue limit for a material with
small flaws,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 1, no. 4, pp. 471-481, 1979.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[347]

[348]

[349]

[350]

[351]

[352]

[353]

[354]

[355]

[356]

[357]

[358]

[359]

[360]

O. P. Ostash and V. V Panasyuk, “A unified model of initiation and growth of fatigue
macrocracks. part 3. stage of growth of a macrocrack,” Materials Science, vol. 35, no. 3,
pp. 299-309, 1999.

K. Walker, “The effect of stress ratio during crack propagation and fatigue for 2024-T3
and 7075-T6 aluminum,” 1970.

A. H. Noroozi, G. Glinka, and S. Lambert, “A two parameter driving force for fatigue
crack growth analysis,” Int J Fatigue, vol. 27, no. 10-12, pp. 1277-1296, 2005.

R. G. Forman, V. E. Kearney, and R. M. Engle, “Numerical Analysis of Crack Propagation
in Cyclic-Loaded Structures 1,” 1967. [Online]. Available:
http://fluidsengineering.asmedigitalcollection.asme.org/

A.J. McEvily and J. Groeger, “ON THE THRESHOLD FOR FATIGUE CRACK GROWTH,” in
Advances in Research on the Strength and Fracture of Materials, D. M. R. TAPLIN, Ed.,
Amsterdam: Pergamon, 1978, pp. 1293-1298. doi: https://doi.org/10.1016/B978-0-08-
022140-3.50087-2.

J. C. Newman Jr, “Modeling of fatigue crack growth: numerical models,” 2003.

M. Toyosada, K. Gotoh, and T. Niwa, “Fatigue crack propagation for a through thickness
crack: a crack propagation law considering cyclic plasticity near the crack tip,” Int J
Fatigue, vol. 26, no. 9, pp. 983—992, 2004.

Y. Sumi, “Fatigue crack propagation in marine structures under seaway loading,” Int J
Fatigue, vol. 58, pp. 218-224, 2014, doi:
https://doi.org/10.1016/].ijfatigue.2013.03.002.

D. Kujawski, “A new (AK+ Kmax) 0.5 driving force parameter for crack growth in
aluminum alloys,” Int J Fatigue, vol. 23, no. 8, pp. 733740, 2001.

D. Kujawski, “A damaging function AKd for analyzing FCG and R-ratios in metallic
materials,” Theoretical and Applied Fracture Mechanics, vol. 116, Dec. 2021, doi:
10.1016/j.tafmec.2021.103091.

M. R. Ayatollahi, N. Razavi, and M. Y. Yahya, “Mixed mode fatigue crack initiation and
growth in a CT specimen repaired by stop hole technique,” Eng Fract Mech, vol. 145, pp.
115-127, 2015, doi: https://doi.org/10.1016/j.engfracmech.2015.03.027.

M. Benedetti and C. Santus, “Notch fatigue and crack growth resistance of Ti-6Al-4V ELI
additively manufactured via selective laser melting: A critical distance approach to
defect sensitivity,” Int J Fatigue, vol. 121, pp. 281-292, Apr. 2019, doi:
10.1016/j.ijfatigue.2018.12.020.

M. Shamir, “Coventry University DOCTOR OF PHILOSOPHY Fatigue crack initiation and
small crack propagation in additive manufactured Ti-6Al-4V.”

A. lliopoulos, R. Jones, J. Michopoulos, N. Phan, and R. K. Singh Raman, “Crack Growth
in a Range of Additively Manufactured Aerospace Structural Materials,” Aerospace, vol.
5, no. 4, Dec. 2018, doi: 10.3390/AEROSPACE5040118.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[361]

[362]

[363]

[364]

[365]

[366]

[367]

[368]

[369]

[370]

[371]

[372]

[373]

[374]

[375]

[376]

R. Jones, J. G. Michopoulos, A. P. lliopoulos, R. K. Singh Raman, N. Phan, and T. Nguyen,
“Representing crack growth in additively manufactured Ti-6Al-4V,” Int J Fatigue, vol.
116, pp. 610-622, Nov. 2018, doi: 10.1016/].ijfatigue.2018.07.0109.

J. C. Newman, A crack-closure model for predicting fatigue crack growth under aircraft
spectrum loading, vol. 748. ASTM International, 1981.

J. C. Newman, Prediction of fatigue crack growth under variable-amplitude and
spectrum loading using a closure model. ASTM International, 1982.

A. Ray and R. Patankar, “Fatigue crack growth under variable-amplitude loading: Part | —
Model formulation in state-space setting,” App/ Math Model, vol. 25, no. 11, pp. 979—
994, 2001, doi: https://doi.org/10.1016/S0307-904X(01)00026-9.

H. Gong, F.-P. Yang, and T. Chen, “An improved prediction model on fatigue crack growth
rate under variable amplitude loads for metallic materials,” J Mater Eng Perform, vol.
31, no. 6, pp. 4735-4745, 2022.

H. Gong, F.-P. Yang, and T. Chen, “Correction to: An Improved Prediction Model on
Fatigue Crack Growth Rate under Variable Amplitude Loads for Metallic Materials,” J
Mater Eng Perform, vol. 32, no. 1, p. 450, 2023.

0. E. Wheeler, “Spectrum loading and crack growth,” 1972.

J. Willenborg, “A crack growth retardation model using an effective stress intensity
concept,” Technical Report, 1971.

W. Tu, J. Yue, H. Xie, and W. Tang, “Fatigue crack propagation behavior of high-strength
steel under variable amplitude loading,” Eng Fract Mech, vol. 247, p. 107642, 2021.

X. Huang, M. Torgeir, and W. Cui, “An engineering model of fatigue crack growth under
variable amplitude loading,” Int J Fatigue, vol. 30, no. 1, pp. 2-10, 2008.

O. D. W. Fricke, A. Samanta, I. A. M. Horn, and N. R. Sielski, “Fatigue and fracture,” in
Proceedings of the 20th International Ship and Offshore Structures Congress (ISSC 2018)
Volume 3: Discussions, 10S Press, 2020, p. 85.

M. S. Lee and M. H. Kim, “A new fatigue crack growth model considering underloads
and overloads history together with stress ratio,” International Journal of Naval
Architecture and Ocean Engineering, vol. 14, Jan. 2022, doi:
10.1016/j.ijnace.2022.100481.

A. K. Vasudevan, K. Sadananda, and R. L. Holtz, “Unified approach to fatigue damage
evaluation,” NRL Review, pp. 51-57, 2003.

R. M. J. Kemp, Fatigue crack closure: A review. Royal Aerospace Establishment
Farnborough, 1990.

M. Skorupa, “Load interaction effects during fatigue crack growth under variable
amplitude loading—a literature review. Part |: empirical trends,” Fatigue Fract Eng
Mater Struct, vol. 21, no. 8, pp. 987-1006, 1998.

M. Skorupa, “Load interaction effects during fatigue crack growth under variable
amplitude loading—a literature review. Part Il: qualitative interpretation,” Fatigue Fract
Eng Mater Struct, vol. 22, no. 10, pp. 905-926, 1999.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[377]

[378]

[379]

[380]

[381]

[382]

[383]

[384]

[385]

[386]

[387]

[388]

[389]

[390]

[391]

[392]

R. Pippan and A. Hohenwarter, “Fatigue crack closure: a review of the physical
phenomena,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 40, no. 4, pp. 471-495, 2017.

J. A. O. Gonzélez, J. T. P. de Castro, M. A. Meggiolaro, G. L. G. Gonzéles, and J. L. de F.
Freire, “Challenging the ‘AKeff is the driving force for fatigue crack growth’ hypothesis,”
Int J Fatigue, vol. 136, Jul. 2020, doi: 10.1016/j.ijfatigue.2020.105577.

J. T. P. de Castro, M. A. Meggiolaro, and A. C. de Oliveira Miranda, “Singular and non-
singular approaches for predicting fatigue crack growth behavior,” Int J Fatigue, vol. 27,
no. 10-12, pp. 1366-1388, 2005.

D. L. Chen, B. Weiss, and R. Stickler, “The effective fatigue threshold: significance of the
loading cycle below the crack opening load,” Int J Fatigue, vol. 16, no. 7, pp. 485-491,
1994.

A. K. Vasudevan, K. Sadananda, and R. L. Holtz, “Analysis of vacuum fatigue crack growth
results and its implications,” Int J Fatigue, vol. 27, no. 10-12, pp. 1519-1529, 2005.

A. K. Vasudevan, K. Sadananda, and N. Louat, “Reconsideration of fatigue crack closure,”
Scripta metallurgica et materialia, vol. 27, no. 11, pp. 1673-1678, 1992.

A. K. Vasudeven, K. Sadananda, and N. Louat, “A review of crack closure, fatigue crack
threshold and related phenomena,” Materials Science and Engineering: A, vol. 188, no.
1-2, pp. 1-22, 1994.

K. Sadananda and A. K. Vasudevan, “Crack tip driving forces and crack growth
representation under fatigue,” Int J Fatigue, vol. 26, no. 1, pp. 39—-47, 2004.

A. K. Vasudevan and D. Kujawski, “Analyses of KOP relationship to threshold Kmax, th,”
Eng Fract Mech, vol. 245, p. 107561, 2021.

J. C. Newman Jr, J. H. Crews Jr, C. A. Bigelow, and D. S. Dawicke, “Variations of a global
constraint factor in cracked bodies under tension and bending loads,” 1994.

S. E. Ferreira, J. T. P. de Castro, M. A. Meggiolaro, and A. C. de Oliveira Miranda, “Crack
closure effects on fatigue damage ahead of crack tips,” Int J Fatigue, vol. 125, pp. 187—
198, 2019.

S. E. Ferreira, J. T. P. de Castro, and M. A. Meggiolaro, “Fatigue crack growth predictions
based on damage accumulation ahead of the crack tip calculated by strip-yield
procedures,” Int J Fatigue, vol. 115, pp. 89-106, 2018.

S. E. Ferreira, J. T. P. de Castro, and M. A. Meggiolaro, “Using the strip-yield mechanics to
model fatigue crack growth by damage accumulation ahead of the crack tip,” Int J
Fatigue, vol. 103, pp. 557-575, 2017.

D. Kujawski, “AKeff parameter under re-examination,” Int J Fatigue, vol. 25, no. 9-11,
pp. 793-800, 2003.

N. Fleck, “Influence of stress state on crack growth retardation,” Basic Questions in
Fatigue., vol. 1, pp. 157-183, 1984.

D. Kujawski, A. K. Vasudevan, R. E. Ricker, and K. Sadananda, “On 50 years of fatigue
crack closure dispute,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 46, no. 8, pp. 2816—2829,
2023, doi: https://doi.org/10.1111/ffe.14034.



‘eman ta zabal zazu

>

BILBOKO INGENIARITZA ESKOLA

ESCUELA DE INGENIERIA DE BILBAO

Universidad Euskal Herriko
del Pais Vasco Unibertsitatea

[393]

[394]

[395]

[396]

[397]

[398]

[399]

[400]

[401]

Y. Murakami and M. Endo, “Quantitative evaluation of fatigue strength of metals
containing various small defects or cracks,” Eng Fract Mech, vol. 17, no. 1, pp. 1-15,
1983.

S. Ishihara and A. J. McEvily, “Analysis of short fatigue crack growth in cast aluminum
alloys,” Int J Fatigue, vol. 24, no. 11, pp. 1169-1174, 2002.

A. J. McEvily, M. Endo, and Y. Murakami, “On the relationship and the short fatigue crack
threshold,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 26, no. 3, pp. 269-278, 2003.

I. Milne, R. A. Ainsworth, A. R. Dowling, and A. T. Stewart, “Assessment of the integrity
of structures containing defects,” International Journal of Pressure Vessels and Piping,
vol. 32, no. 1, pp. 3—-104, 1988, doi: https://doi.org/10.1016/0308-0161(88)90071-3.

R. C. McClung, “Finite element analysis of specimen geometry effects on fatigue crack
closure,” Fatigue Fract Eng Mater Struct, vol. 17, no. 8, pp. 861-872, 1994.

U. Zerbst, R. A. Ainsworth, and M. Madia, “Reference load versus limit load in
engineering flaw assessment: A proposal for a hybrid analysis option,” Eng Fract Mech,
vol. 91, pp. 62-72, 2012.

U. Zerbst, M. Schodel, S. Webster, and R. Ainsworth, Fitness-for-service fracture
assessment of structures containing cracks: a workbook based on the European
SINTAP/FITNET procedure. Academic Press, 2013.

B. S. Institution, Guide on methods for assessing the acceptability of flaws in metallic
structures. British Standard Institution London, UK, 1999.

U. Zerbst, A. Pempe, I. Scheider, R. A. Ainsworth, and W. Schonfeld, “Proposed extension
of the SINTAP/FITNET thin wall option based on a simple method for reference load
determination,” Eng Fract Mech, vol. 76, no. 1, pp. 74-87, 2009.



