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RESUMEN

En la presente tesis se realizé un estudio comparativo del colapso de tubos rectangulares
en ensayos de flexién de 3 puntos y viga en voladizo. Las curvas caracteristicas de los tubos
rectangulares fueron evaluadas mediante simulacién numérica y modelos analiticos reportados
en la literatura. Para validar los resultados de las simulaciones numéricas, se compard las curvas
caracteristicas de bisagra plastica obtenidas computacionalmente con resultados experimentales
presentados por Kecman (1979). Posteriormente, los modelos numéricos fueron utilizados para
determinar el grado de correlacion entre las curvas caracteristicas con diferentes parametros
geométricos y de material. La tesis estd dividida principalmente en tres partes. En la primera
parte se presenta el fundamento tedrico de las principales teorias de colapso por flexién de tubos
rectangulares (Kecman (1979, 1983), Wierzbicki y col. (1994b), y Kim y Reid (2001)). El cdlcu-
lo del momento maximo y el anélisis del mecanismo de colapso fue explicado detalladamente.
En la segunda parte se analizé mediante simulacién numérica el colapso de tubos rectangulares
en ensayos de flexion de 3 puntos y viga en voladizo. Para generalizar las conclusiones de este
trabajo, se clasifico los tubos rectangulares de acuerdo a su modo de colapso utilizando el para-
metro adimensional o../cy. Después se realizé un estudio comparativo sobre el colapso en los
ensayos de flexion. En general, los resultados demostraron que la carga transversal ejercida por
el indentador en el ensayo de flexién de 3 puntos provoca que el perfil colapse prematuramente.
Por ultimo se compard las curvas caracteristicas generadas con modelos analiticos y numéricos
para determinar en cudles casos es recomendable utilizar las teorias de colapso. En la tercera

parte se reportan las conclusiones del presente trabajo de investigacion.
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Capitulo I

Introduccion

1.1. Motivacion

La seguridad vehicular es uno de los aspectos de disefio mds importantes para la industria
automotriz y las instituciones gubernamentales que regulan el transporte publico (Garrett, New-
ton & Steeds, 2000; Glassbrenner, 2012). En los tltimos afios se han realizado grandes avances
en el disefio e implementacion de componentes y dispositivos que han contribuido a reducir
tanto el nimero de accidentes vehiculares, como los dafios que sufren los pasajeros y peatones.
Las diferentes medidas de seguridad vehicular se pueden dividir en seguridad activa o pasiva.
La seguridad activa se refiere al conjunto de medidas que contribuyen a evitar un accidente,
mientras que la seguridad pasiva se refiere a las medidas que permiten reducir dafios durante y

después de colisiones.

La resistencia a colisiones es el aspecto de disefio mas importante en lo que concierne a la se-
guridad pasiva de vehiculos. Constantemente se realizan pruebas experimentales para asegurar
que, ante la eventualidad de alguna colision, la carroceria del automévil disipe por deformaciéon
plastica la suficiente energia de impacto para disminuir las cargas por desaceleraciones a mar-
genes razonables. Si bien es necesario que la estructura se deforme pldsticamente, esto debe ser
de forma controlada ya que se requiere mantener un espacio de supervivencia adecuado para

los ocupantes (Bois y col., 2004). En caso no se mantenga el espacio de supervivencia, es muy



probable que los pasajeros sufran lesiones graves o la muerte. Otros aspectos a considerar son
el tipo de colisién y el tipo de cargas que actian sobre la estructura (figura 1.1). Dependiendo

de estos ultimos, se realizardn diferentes pruebas de resistencia.

Figura 1.1: Tipos de andlisis en seguridad vehicular.

En el caso particular de vehiculos comerciales, en especifico autobuses, las colisiones por
volcadura son escasas pero tienen consecuencias catastroficas (Langvvieder, Danner & Hum-
mel, 1985; Matolcsy, 2007). En accidentes de vuelco, el techo y las paredes laterales del autobus
que protegen la zona de pasajeros sufren altas deformaciones y pueden llegar a colapsar (figura
1.2). Por este motivo, se han establecido diferentes ensayos y regulaciones para verificar la re-
sistencia de carrocerias de autobuses a colisiones por volcadura (Seyedi y col., 2020). Una de
las regulaciones mds utilizadas a nivel mundial, es la Regulacién 66 de la Comisién Econdmica
de las Naciones Unidas para Europa - ECE R66 (UN/ECE, 2007). Esta regulacion plantea un
ensayo de vuelco de un vehiculo completo como método basico de homologacién. El vehiculo
recibird la homologacién si los componentes de la carroceria que contribuyen a la resistencia
y capacidad de disipacion de energia (denominados en la ECE R66 como superestructura) son

lo suficientemente resistentes como para garantizar que el espacio de supervivencia (llamado
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Figura 1.2: Colapso de un autobus por volcadura. Imagen de Karlinski y col. (2014).

también espacio residual en la ECE R66) no resulte comprometido en el ensayo de vuelco
del vehiculo completo. Asi también, la regulacién propone métodos alternativos de ensayos
de homologacién equivalentes, siendo uno de estos el cdlculo cuasiestdtico basado en el en-
sayo de componentes. Este método plantea analizar el vuelco de la superestructura completa
del autobus, o una parte representativa, utilizando modelos analiticos o numéricos desarrolla-
dos a partir de curvas momento flector vs dngulo de rotacion obtenidas en ensayos de flexion
(Hashemi, Walton & Kayvantash, 2009; Liang & Le, 2009). La norma ECE R66 denomina a
estas curvas que relacionan el momento flector y el 4ngulo finito de rotacién (figura 1.3), curvas
caracteristicas de bisagras plasticas (CCBP). Analizar individualmente los componentes de la
superestructura permite: identificar modos de colapso dificiles de observar en un andlisis global,
simplificar de manera confiable los modelos estructurales, y analizar multiples alternativas de
disefio en menor tiempo (Kecman, 1997). En vista de las ventajas del analisis de componentes,
varios investigadores han estudiado el colapso y la resistencia a colisiones de diferentes tipos de
perfiles utilizados en la construccién de carrocerias de vehiculos comerciales (Baroutaji, Sajjia

& Olabi, 2017).

La superestructura de autobuses generalmente consisten de tubos rectangulares debido a su
excelente capacidad de disipacién de energia, buena relacion rigidez/peso, y alta resistencia a
impactos. En el caso particular de colisiones por volcadura, los tubos estdn sometidos principal-

mente a cargas de flexiéon (Lu & Yu, 2003). Kecman (1979, 1983) fue el primero en proponer
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Figura 1.3: Curva caracteristica de una bisagra plastica (UN/ECE, 2007).

un modelo tedrico del colapso por flexion de tubos rectangulares. El autor parte de la premisa
de que el colapso por flexion se inicia por el pandeo local de la pared cargada a compresion
y, utilizando el concepto de “ancho efectivo de seccidon”, desarroll6 expresiones para evaluar
la resistencia a flexion del perfil. Ademads de derivar expresiones para evaluar la resistencia de
los tubos rectangulares, Kecman presenté un modelo cinemdtico para explicar el mecanismo
por el cual colapsa el perfil, logrando muy buena correlacion con resultados experimentales.
Debido a su capacidad de prediccion y simplicidad, la teoria de colapso de Kecman ha sido
bastante utilizado en el modelado y optimizacion de carrocerias de autobuses. Wierzbicki y col.
(1994b), utilizando el llamado “elemento superplegable” (Abramowicz & Wierzbicki, 1989;
Reetars y col., 2001), desarroll6 un modelo cinematicamente admisible del colapso por flexién
de tubos cuadrados. A diferencia del modelo de Kecman, este puede obtener una solucién cerra-
da y no requiere pardametros empiricos. Kim y Reid (2001) modificaron la teoria de Kecman para
volverla totalmente analitica y cinemdticamente admisible; sin embargo, el costo computacional
requerido para evaluar el modelo es demasiado alto para fines practicos. Lavayen, Boada y Ro-
driguez (2021) incluyeron la fase elastica y elastoplastica al modelo de Kecman, y propusieron
ecuaciones para calibrar los esfuerzos de fluencia y flujo utilizando pardmetros dependientes de

las dimensiones del tubo rectangular. Este modelo obtuvo mejores resultados que el original en



tubos con espesor de pared media. Si bien las teorias presentadas pueden predecir las CCBP
de los tubos rectangulares adecuadamente, estas no muestran el campo de deformaciones ni los
efectos locales que ocurren durante el colapso. Para realizar un andlisis completo del colapso
por flexion de los tubos rectangulares, generalmente se utilizan modelos numéricos o ensayos

experimentales.

Las CCBP se pueden obtener experimentalmente mediante ensayos de flexion de 3 puntos,
4 puntos, o viga en voladizo. En el ensayo de flexion de 3 puntos se aplica una carga transver-
sal en la zona central de una probeta apoyada en sus extremos. La carga concentrada produce
una deformacién por flexion e indentacion local, siendo este tltimo importante a medida que
aumenta el espesor de pared (Huang & Zhang, 2018, 2019). La deformacién por indentacién
local presente en los ensayos de flexion de 3 puntos altera el mecanismo de colapso de los tubos
rectangulares y ocasiona que se pierda correlacidén con los modos de colapso observados en los
ensayos de vuelco de vehiculo completo. Aunque se han reportado investigaciones acerca del
efecto de la deformacién por indentacién sobre el colapso de tubos rectangulares, la mayoria
de estudios analiticos y numéricos se limitan a investigar casos que no presentan este com-
portamiento. Mds aun, son escasos los estudios que analizan el colapso de tubos rectangulares
fabricados de materiales con comportamiento elastoplastico y endurecimiento por deformacién
plastica, los cuales son actualmente utilizados en la industria automotriz. En el ensayo de fle-
xi6n de 4 puntos se aplican cargas transversales en 2 zonas equidistantes del centro de la probeta
para generar deformaciones por flexion pura. Debido a que en este ensayo no se puede predecir
con exactitud la ubicacién de las zonas de mayor deformacion, es complicado definir en que
punto de la probeta colocar los dispositivos de medicién (Cimpoeru & Murray, 1993; Kecman,
1979). El ensayo de flexion de viga en voladizo permite resolver los problemas de indentacion
y localizacion de deformacién maxima que suceden en los ensayos de flexion de 3 y 4 puntos,
respectivamente (Kecman, 1979). Este ensayo no solo es utilizado para analizar componentes
individuales de la superestructura, sino también juntas y nodos estructurales. A pesar de sus

ventajas, no existen normas técnicas ni equipos comerciales disponibles en el mercado para



realizar ensayos de flexion de viga en voladizo. Las bancadas y configuraciones de prueba em-
pleadas son especialmente disefiadas y fabricadas dependiendo del componente o subestructura

a ensayar, lo cual eleva considerablemente su costo.

Las CCBP obtenidas experimentalmente caracterizan de forma precisa el colapso de los
tubos rectangulares, sin embargo, no es usual realizar multiples ensayos debido al costo de es-
tos. Generalmente las CCBP experimentales se utilizan como referencias para calibrar modelos
numéricos, que luego servirdn para realizar experimentos virtuales tales como estudios para-
métricos en ensayos de flexion (Huang & Zhang, 2018, 2019; Huang, Zhang & Fu, 2020), y
simulaciones de vuelco de vehiculos completos (Hashemi, Walton & Kayvantash, 2009; Kar-
linski y col., 2014; Liang & Le, 2009; Zhou y col., 2020). Como se puede observar, los andlisis
tedricos, numéricos, y experimentales cumplen diferentes funciones en el proceso de disefio de
estructuras resistentes a colisiones. Es necesario que los resultados de estos andlisis mantengan
buena correlacion para poder emplearlos en toda su capacidad, especialmente en el disefio de

carrocerias con perfiles de dimensiones y materiales poco investigados.

La presente tesis plantea determinar si es posible obtener CCBP equivalentes con el ensayo
de flexién de 3 puntos y viga en voladizo, y definir en cudles casos es conveniente utilizar las
teorias de colapso. El modelamiento analitico fue realizado empleando las teorias de colapso
por flexion de Kecman1979, Wierzbicki, y Kim y Reid. Las simulaciones numéricas fueron
realizadas utilizando el método de elementos finitos (MEF) considerando no-linealidades geo-
métricas, de material, y por contacto. Para determinar el grado de correlacién entre las CCBP
obtenidas del ensayo de flexion de 3 puntos y viga en voladizo, se investigaron tubos rectangu-
lares con diferentes dimensiones de seccidn, longitud de perfil (en el caso del ensayo flexion de
3 puntos esta longitud se refiere a la separacion entre apoyos), y comportamiento plastico del

material.



1.2. Objetivos

El objetivo general de esta investigacion es realizar un estudio comparativo del colapso de
tubos rectangulares en ensayos de flexion de 3 puntos y viga en voladizo analitica y numérica-
mente, para determinar en cudles casos es posible obtener CCBP equivalentes con los ensayos

de flexién y cuando es conveniente utilizar las teorias de colapso.

1.3. Objetivos especificos

1. Modelar analiticamente el colapso por flexion de tubos rectangulares con diferentes di-
mensiones, utilizando los modelos conceptuales de las teorias de Kecman, Wierzbicki y

Kim y Reid.

2. Simular numéricamente el colapso de tubos rectangulares en ensayos de flexion de 3

puntos y viga en voladizo.
3. Clasificar los tubos rectangulares de acuerdo a su modo de colapso.

4. Comparar las CCBP generadas por simulacion numérica del ensayo de flexion de 3 puntos

y viga en voladizo.

5. Comparar las CCBP obtenidas mediante simulacién numérica y teorias de colapso.



Capitulo 11

Teorias analiticas del colapso por flexion

de tubos rectangulares

2.1. Generalidades

La respuesta estructural de una carroceria en un evento de volcadura depende mayormente
de la manera en que colapsan por flexion los elementos que lo componen. En vehiculos co-
merciales, estos elementos consisten principalmente de tubos rectangulares (TR), los cuales se
caracterizan por resistir altas deformaciones en eventos de colapso prolongados. Por lo tanto,
para poder incluir el aspecto de seguridad en el disefio de carrocerias, es necesario analizar

detalladamente el modo en que colapsan estos perfiles.

El comportamiento estructural de los TR en ensayos de flexién se puede analizar con las
curvas momento flector vs dngulo de rotacién (M — 6). Estas se pueden dividir en 3 etapas:
la etapa de deformacion eldstica, la etapa de deformacion elasto-plastica, y la etapa de colapso
(figura 2.1). En la primera etapa, las deformaciones son muy pequeiias por lo que el perfil se
deforma en el rango lineal elastico del material. Esta parte de la curva M — 6 se puede calcular
con las teorias clasicas de vigas. La etapa de deformacion eldstica culmina una vez se alcanza

el dangulo y momento correspondiente al limite eldstico (6, y M.).



Figura 2.1: Etapas del colapso de los TR en las curvas momento flector vs dngulo de rotacion.

La etapa de deformacion elasto-pldstica comienza en el limite eldstico y culmina una vez
se alcanza el momento méaximo de colapso (M,,..) y su dngulo de rotacién correspondiente
(01maz)- Para curvaturas pequeiias, el principal factor que genera la relacién no-lineal entre el
momento flector y el dngulo de rotacion es el aplastamiento de la seccién del perfil tubular.
Segun D. Chen y Masuda (2016), la seccién de los TR tienden a reducirse verticalmente y
extenderse lateralmente, lo cual ocasiona una disminucion considerable del momento de inercia
de la seccién (figura 2.2). Si aumenta la razén entre la reduccién del momento de inercia y el
incremento de curvatura, la pendiente de M —  disminuird y la no linealidad serd cada vez mas
notoria. En esta etapa también se producen deformaciones plésticas, las cuales segin D. Chen y
Masuda (2016) ocasionan que la seccidn se aplaste con menor velocidad una vez se sobrepasa
el esfuerzo de fluencia (en este caso, el término velocidad se refiere a la razon entre el grado de
aplastamiento y variacion de curvatura). A medida que la deformacidn plastica aumenta, el perfil
recupera paulatinamente la velocidad anterior a la fluencia. La diferencia entre el aplastamiento
eldstico y plastico ocurre debido al acoplamiento entre la deformacién plastica en la direccién
axial y la deformacién por flexion en la direccion circunferencial del TR. Este fendmeno fue
verificado por D. Chen y Masuda (2016), quienes observaron en simulaciones numéricas que el

esfuerzo axial varia a lo largo del espesor de las paredes del perfil tubular, y esta variacion es



Figura 2.2: Aplastamiento de la seccion transversal de un tubo cuadrado bajo cargas de flexion.
(17 y Co5 son el nuevo ancho y alto del tubo cuadrado, respectivamente. wy es la distancia entre
las esquinas y el centro de la pared superior. Imagen de D. Chen y Masuda (2016).

causada por la deformacion circunferencial. Asi también, se determiné que el aplastamiento por
flexion eldstica depende del parametro ng012 /t, siendo £, la curvatura, C; el ancho del TR, y ¢
el espesor de pared. En el caso de flexion plastica, el aplastamiento también es influenciado por
el espesor, el esfuerzo de fluencia y el endurecimiento por deformacién pléstica del material.
Sin embargo, el efecto de los pardmetros del material sobre el aplastamiento de la seccién es

muy pequefio (Paulsen & Welo, 2001b).

A medida que la curvatura del TR aumenta, el comportamiento no-lineal de la curva M — 6
es controlado por el pandeo elastico o plastico de las paredes sometidas a cargas de compresion
(Corona & Vaze, 1996; Kecman, 1979, 1983; Paulsen & Welo, 2001a, 2001b). La inestabilidad
de la seccién conlleva un cambio subito de su forma (Swiatkowski & Stachowicz, 1984) y se
produce una redistribucion de esfuerzos (Kecman, 1979, 1983). Para los TR con espesor de
pared delgada, Kecman (1979) determiné que la etapa de deformacion elasto-plastica puede

ser ignorada debido a que esta es relativamente pequefia y por consiguiente la energia disipada
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(a) (b)

Figura 2.3: Comparacién del colapso de un tubo cuadrado con: (a) t/b = 0,04; (b) t/b = 0,08.
Imégenes de Lavayen, Boada y Rodriguez (2021).

es minima. En el caso de los TR con espesor de pared media, la energia disipada puede ser

considerable, por lo tanto, esta no se puede despreciar (Lavayen, Boada & Rodriguez, 2021).

En la etapa del colapso se observa un decaimiento abrupto de resistencia en los TR. Este
fendmeno ocurre debido a la formacion de zonas localizadas de deformacion plastica, las cuales
muestran un comportamiento cinemadtico similar al de una bisagra. A estas zonas localizadas se
les denomina en la literatura como lineas bisagra (Kecman, 1979). El colapso de los TR se
caracteriza por la formacién de mecanismos compuestos por lineas bisagra, las cuales asemejan
el perfil a una cadena cinematica con juntas de rotacién. A estos mecanismos se les conoce en
la literatura como bisagras plasticas (Kecman, 1979, 1983). Dado que la deformacién del TR
se concentra principalmente en las bisagras plésticas, la energia disipada durante el colapso se
puede calcular en funcién del dngulo de rotacion hipotético de estas. No todos los TR forman
lineas bisagra bien definidas. La figura 2.3 muestra que, a medida que el espesor de pared
aumenta, la zona de deformacion pléstica se amplia y se puede observar cierta continuidad en

la deformacion.

Aunque la inestabilidad de la seccién de los TR aparente ser una propiedad perjudicial,
esta es la razén principal por la cual estos perfiles son excelentes disipadores de energia. En

la figura 2.4 se muestra las CCBP de TR con espesor de pared gruesa y delgada (curvas A 'y
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Figura 2.4: Comparacion del CCBP de TR con espesor de pared gruesa (curva A) y delgada
(curva B).

B, respectivamente). Considerando que el material de los perfiles es perfectamente pldstico, se
espera que el momento de colapso del tubo con espesor de pared gruesa sea constante. En el
caso del tubo con espesor de pared delgada, se alcanzan momentos mayores debido a las altas
deformaciones que ocurren en la bisagra plastica. Asi también, el perfil es capaz de sostener
una mayor rotacion sin fallar de forma critica. Esto tltimo es consecuencia de la concentracion
de esfuerzos en las esquinas de la pared pandeada, la cual previene deformaciones excesivas
en la pared que trabaja a traccion (Kecman, 1979). Con respecto a la energia disipada por los
perfiles (el cual es igual al drea debajo del CCBP), se nota claramente que el tubo rectangular

con espesor de pared delgada disipa mayor energia.

Las teorias de colapso por flexion de TR analizan solamente la etapa de colapso, la cual
inicia una vez se alcanza el momento méaximo. Hasta donde es de conocimiento del autor de la
presente tesis, la influencia de las otras etapas sobre la magnitud de energia disipada solamente
ha sido investigado por Lavayen, Boada y Rodriguez (2021). Para mantener una uniformidad
en los resultados, la investigacion realizada en la presente tesis se enfoco en la etapa de colapso.
Las CCBP presentadas fueron construidas considerando al dngulo de rotacién de la bisagra

plastica (6,) como pardmetro de control.

12



2.2. Teoria de Kecman

Las bases del andlisis del colapso por flexion de los perfiles tubulares utilizados en vehicu-
los comerciales fueron establecidas por Kecman (1979, 1983). En sus investigaciones, Kecman
establecié que las principales propiedades del colapso a ser evaluadas son el momento maximo
del colapso, la variacién del momento con respecto a la rotacién de la bisagra pléstica, y la
energia que disipa la bisagra plastica al rotar. Basado en estudios anteriores y observaciones
experimentales, €l mismo propuso ecuaciones y un mecanismo de colapso para evaluar de ma-
nera simple las propiedades mencionadas. El esquema general de los ensayos experimentales

realizados por Kecman se presentan en el apéndice A.

2.2.1. Momento maximo del colapso

Segin Kecman (1979), se puede alcanzar el momento maximo en una de las siguientes

situaciones:

e Se alcanza la fluencia en toda la seccion.

e Se alcanza la fluencia en parte de la seccidn, y ocurre un pandeo eldstico o plastico en

algin segmento critico.

e Se alcanza la fluencia en parte de la seccion, y ocurre separacion de material.

La mayoria de carrocerias de vehiculos comerciales estdn compuestos por TR con espesor de
pared delgada, los cuales inician su colapso de la segunda forma. Debido a la esbeltez del perfil,
la pared sometida a compresion pierde estabilidad y se pandea localmente antes de alcanzar
totalmente la fluencia. El pandeo local puede ser eléstico o pldstico, dependiendo de que tan
estable es la pared sometida a compresién. Kecman (1979, 1983), basado en la investigacion
de Rhodes y Harvey (1971a, 1971b) sobre el pandeo local por flexiéon de canales labiados,
analiz6 el colapso de diferentes TR y estableci6 ecuaciones para evaluar el momento maximo

de colapso. Segin Rhodes y Harvey (1971a, 1971b), se puede considerar a los TR como canales
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Figura 2.5: Momento aplicado y sistema de esfuerzo estdticamente equivalente. Reproducido
de Rhodes y Harvey (1971b).

labiados de seccion cerrada (el ancho de cada labio es igual a la mitad del ancho del tubo
rectangular). El canal labiado es analizado como un sistema de placas unidas, con los labios en
traccion y la pared inferior en compresion. Dado que el andlisis se centra en el comportamiento
estructural de la pared inferior, no es necesario adicionar condiciones de borde para los extremos
libres de los labios. El esfuerzo critico de la pared a compresion (o,,._,) es igual a:

2 2
Hom D (3) 2.1)

Ter=e = 1901 - 12) \a

donde t, a, K,, 'y v, son el espesor de pared, el ancho de la seccion del TR, el coeficiente
de pandeo, el médulo de Young y el coeficiente de Poisson del material, respectivamente. /<,

puede ser aproximado como:

K, = 5,23+ 0,16 (%) 2.2)

donde b es el alto de la seccion del TR. Si o.,._, es menor al esfuerzo de fluencia (oy) del
material, la pared inferior a compresion se pandeard eldasticamente produciendo una distribu-
cién de esfuerzo no-lineal, con los bordes resistiendo la mayoria de carga (figura 2.5). Para
simplificar el andlisis de la pared inferior, Kecman utiliz6 el concepto de ancho efectivo (Chou
& Rhodes, 1997; Lind, Ravindra & Power, 1971). Este concepto consiste en reemplazar la dis-
tribucién de esfuerzo no-lineal a lo largo del ancho de una placa delgada en pandeo, por una
distribucién de esfuerzo uniforme equivalente en las secciones de maximo esfuerzo. En el caso

de los TR, estas secciones definen el ancho efectivo de la pared inferior bajo compresion (a.).
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Kecman (1979, 1983) presentd una férmula simplificada para calcular a.:

Oe

e = a (0,7 er 0,3) 2.3)

donde o. es el esfuerzo en las esquinas de la pared a compresion. Adicionalmente, se asumié
que el momento maximo se alcanza cuando a. es totalmente plastico. En ese caso, o, es igual a
oy en la ecuacion 2.3. Naturalmente, si o.. > oy, entonces a. = a. Con respecto al material,

se utiliz6 un acero dulce (elastoplastico perfecto) con igual oy en tensién y compresion.

El momento méximo de colapso depende de la distribucién total de esfuerzos en la seccion
cuando la pared inferior en compresion llega a fluencia. En ese instante, la pared superior en
traccion puede o no llegar también a fluencia. Utilizando la condicion de carga axial nula, se

puede evaluar la relacién caracteristica (a.) entre b y la altura del eje neutro (y):

b a.+a-+2b
> ¢\ 2.4
« Y a+b 24)

Se nota claramente que si o, < 2, el eje neutro estard mas cerca de la pared superior en
traccion y la fluencia ocurrird primero en la pared a compresién. Si a, = 2, la pared superior
e inferior llegardn a fluencia en simultdneo. El momento maximo cuando o, < 2 es calculado
sumando momentos con respecto a la pared superior:

Mo D btoy ((3a+2b)a. + b (2a + b))

(2.5)

El superindice () indica que el calculo del momento maximo se realizé considerando que
la fluencia solo puede ocurrir en los extremos de las paredes verticales. En el caso que o, = 2,

el momento plastico es igual a:

1
M,V = 3 bt(3a + b)oy (2.6)

Cabe resaltar que las ecuaciones de equilibrio anteriores fueron planteadas de acuerdo a la

teoria de vigas de Euler-Bernoulli (Euler, 1933), la cual es aplicable a vigas esbeltas. Dawson
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y Walker (1972) realizaron un anélisis similar al de Rhodes y Harvey (1971a, 1971b) para
canales labiados, con la diferencia que en este caso el pandeo de la pared inferior es causado
por una imperfeccion inicial y las paredes verticales pueden alcanzar totalmente la fluencia. Al
igual que en el caso anterior, se alcanza la fluencia en la pared inferior a compresién cuando
o. = oy. Consecuentemente, el esfuerzo promedio de la pared en compresion (o,,) alcanza su

valor maximo cuando:

atop = actoy 2.7

Las paredes verticales pueden soportar momentos adicionales a medida que la fluencia se
expande en estas, alcanzando el momento totalmente plastico de la seccién. La relacion carac-

teristica v para este caso es:

4b
a, = oy (2.8)
—a oy +aoy +2boy

y el momento médximo es:

M. @ — t((a®> —4ab—4b*) oy? —|—8a2 oy’ —2a(a+2b) oy oy) 2.9)
Oy

En este caso, el superindice ?) indica que el cilculo del momento maximo se realizé consi-
derando una imperfeccién inicial en la pared inferior. La relacién o, /0oy de la ecuacién 2.9 se
obtiene analizando a la pared inferior como una placa simplemente apoyada, y la relacion entre
Oprs Ocr, Y Oy con la imperfeccion inicial es introducido utilizando las ecuaciones presentadas
por Coan (1951) y Walker (1969). La amplitud de la imperfeccion inicial fue ajustado a la cota
inferior de los resultados experimentales reportados por Winter (1947) y Chilver (1953), con lo
cual, la ecuacién 2.9 pudo ser evaluada. Kecman reporté que el momento totalmente plastico
(el cual ocurre cuando a. = a 'y 0, = oy) es alcanzado cuando o, es al menos 2.5 mayor que
oy debido a la presencia de imperfecciones iniciales, y ademads la diferencia entre Mae™V y
M,a:® es minima. Esto dltimo se debe a que la reduccién de rigidez en la seccién del perfil

tubular en los dos métodos tienen un efecto similar. En el primer método no se permite que las
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paredes verticales lleguen totalmente a fluencia, mientras que en el segundo método se asume
que la pared inferior se comporta como una placa simplemente apoyada y la imperfeccion inicial
es ajustada a la cota inferior de los resultados experimentales. Por ultimo, Kecman considerd

que el momento totalmente plastico es calculado con mayor exactitud utilizando la ecuacién:
M,=oyt (a(b—1t)+0,5(b—2t)% (2.10)

En vista de los resultados obtenidos, Kecman (1979) propuso que el momento méximo de

colapso sea calculado en funcién de o.,._,, de acuerdo a los siguientes puntos:

e Cuando o.._, < oy, las paredes verticales son totalmente elasticas y M4, = Mmax(l)
(primer método). El momento maximo obtenido por Rhodes y Harvey (1971a) fue es-
cogido debido a su simplicidad de calculo. Se puede notar que si o.._, = oy, la pared

superior e inferior alcanzan fluencia en simultdneo y M,,,, = Mp(l).

e De acuerdo a las investigaciones de Dawson y Walker (1972), Coan (1951), Walker
(1969), Winter (1947) y Chilver (1953), el momento totalmente pléstico se alcanza cuan-
do o, es al menos 2.5 mayor que oy debido a la presencia de imperfecciones iniciales
(segundo método). Debido a que ambos métodos obtuvieron resultados similares, esta

hipétesis también fue considerada valida para el primer método.

e Kecman utilizé un factor de 3 en vez de 2.5 debido a que el esfuerzo critico calculado
en el segundo método es menor al verdadero (consecuencia de considerar a la pared infe-
rior a compresion como simplemente apoyada). Este factor fue reducido a 2 en trabajos

posteriores (Kecman & Suthurst, 1984).

e Cuando 20y < 0.._,, €l calculo cldsico del momento totalmente pléstico (ecuacion 2.10)

obtiene los mejores resultados.

e Cuando oy < 0., < 20y, el momento maximo es calculado por interpolacién lineal de
Mp(l) a M,,. En este intervalo se asume una transicion de deformacion elastica a plastica

en las paredes verticales.
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(a) (b) (©)

Figura 2.6: Representacion esquemadtica de la distribucion del esfuerzo axial en la seccion de
un TR. (a) Caso 1: g,—y < 0y, (b) Caso 2: 0y < 0pr_g < 20y; () Caso 3: 20y < 04r_qg.-

Finalmente, Kecman estableci6 3 casos diferentes para el calculo del momento maximo de

colapso por flexion (figura 2.6):

(a) Caso 1 (0prq < 0y):

_ btoy ((3a+2b) a. + b (2a +))

Mgz = Mpae® = 315 2.11)
(b) Caso?2 (0y < Oup—q < 20y):
Moo = M + (M, = M,0) % 2.12)
(c) Caso3 (20y < 0pr_q):
Mypaw = M, (2.13)

donde M,") y M, son calculados con las ecuaciones 2.6y 2.10.

Masuda y Chen (2011) investigaron la validez de las ecuaciones del momento médximo de
colapso presentadas por Kecman (1979, 1983) para TR con relacién b/a altos. Los resultados
obtenidos por MEF demostraron la existencia de otro tipo de colapso, el cual esta relacionado
al pandeo eléstico de las paredes verticales. Este fendmeno puede ser analizado considerando a

la pared vertical del TR como una placa sometida a cargas de flexién y compresion, tal como
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(a) (b) (©)

Figura 2.7: Distribucion de esfuerzos en placas pandeadas sometidas a flexion y compresion.
(a) Modelo de placa analizado; (b) Anchos efectivos segin AISI S100 (2016) y AS/NZS 4600
(2005); (c) Anchos efectivos segun Rusch y Lindner (2004).

se muestra en la figura 2.7a. En el modelo mostrado se asume que no existe desplazamiento
fuera-de-plano (direccién z) en los lados AD y BC. Si el esfuerzo de compresion alcanzado es
mayor al esfuerzo critico de pandeo, la distribucion de esfuerzos estara definida por dos anchos
efectivos, b.; y beo (figura 2.7b). Los anchos efectivos se pueden calcular con las siguientes

ecuaciones (AISI S100, 2016; AS/NZS 4600, 2005):

be

by =
1 3—¢

be/2 cuando ¢ < —0,236 (2.14)

beZ 1
be — be1 cuando v > —0,236

donde f1*y fo" son los esfuerzos mostrados en la figura 2.7b. El pardmetro ¢ es igual a:

f2"
= 2.15
(0 ' (2.15)
y b es:
b, = b, 2ot (2.16)
Oy

El esfuerzo critico de pandeo de la pared vertical (o.._) es:
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K,mE  [(t)°
Ly 2.17
Ter=b = T9(1 - 12) (b) (17)

donde K es:

Ky=4+2(1—¢)*+2(1—1) (2.18)

Masuda y Chen (2012) propusieron un método diferente en el cual b.; y .o (figura 2.7¢)
son calculados utilizando las ecuaciones presentadas en Rusch y Lindner (2004). En este caso,

solo el desplazamiento fuera-de-plano del lado AD es nulo (figura 2.7a), con lo cual:

bel - be - be2
2.19
ba 02260, 19
b B Oy
donde b, es evaluado a partir de la siguiente ecuacion:
be 1 Ocr—b
— — LA 2.20
b 1-— 1/} Oy ( )
y 0.-—p €s calculado con la ecuacién 2.17, reemplazando K, por:
Ky =1,7 =59 + 17,14 (2.21)

a yoy ~—_ yoy
e bcE
§ b § b

gy 0.5(If Oy
0.5ac

(a) (b)

Figura 2.8: Representacion esquematica de la distribucion del esfuerzo axial considerando el
pandeo de las paredes verticales. (a) 0., < oy; (b) 0y < O¢r_q-
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Segin D. Chen (2016), el segundo método obtiene mejores resultados en la mayoria de
casos. Solamente se observé una clara superioridad del primer método cuando el valor del pa-
rametro ¢ /a era muy pequefio, y ademds, o.._; era mucho menor que oy . Considerando que los
TR de este dltimo tipo no son utilizados en carrocerias de vehiculos comerciales, se emplearon
las ecuaciones 2.19, 2.20 y 2.21 en los anélisis posteriores. Como se puede observar en la figura
2.8, aparecen dos nuevos casos de colapso al incluir el pandeo de las paredes verticales a la
teoria de Kecman. Por lo tanto, el cdlculo del momento maximo de colapso fue modificado de

la siguiente manera:

(a) Caso 1 (Ocr—a S Oy Y Ocr—b,1 S O_Y):

tO’y

Mmax = T <3bae+

2 (¢ — 1) (bes® + 5623))
b

(2.22)

+ tO’y ((2b2¢3

s (oo™ (3 — 4)be” — 3b622¢)

donde v es determinado a partir de la condicion de flexion pura (fuerza resultante en la

seccion es nula). El esfuerzo critico 0.1 €s calculado con las ecuaciones 2.17 y 2.21,

y ¢ igual a:

—a. +b
pt 2.23
v a+b ( )

(b) Caso2 (0o <Oy Y Oy < Oer_p1):

btoy ((3a +2b) a, +b(2a + b))

M, = 2.24
(C) Caso 3 (OY < Ocr—a Y Ucr—b,2 S UY>:
2 (¢ — 1) (ber® + beo®
A]\[rnom::tmi 3ba+ <¢ >( (i 2)
3 b
(2.25)

toy 2b2¢3
3 (w — 1)
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donde 7 es determinado a partir de la condicién de flexién pura. El esfuerzo critico o, 2

es calculado con las ecuaciones 2.17y 2.21,y ¢ = —1.

(d) Caso4 (0y < Oprq Y Oy < Oer_p2 y DO ocurre el caso 5 ):

Mm(zm = min (Mmamla MmamZ) (226)

Mpaer = M,V + <Mp _ Mp(1)> Oer—a — Y (2.272)
Oy

Moo = Mp(l) + <Mp v Mp(1)> Ger—b — Oy (2.27b)
Oy

donde Mp(l) y M, son calculados con las ecuaciones 2.6 y 2.10, respectivamente. El
esfuerzo critico o,,._; es calculado con las ecuaciones 2.17, 2.19, 2.20, y 2.21. i) es deter-

minado a partir de la condicion de flexién pura.
(e) Caso 5 (2 Oy S Ocr—a Y 2O-Y S Ucr—b,2>:

Moz = oyt (a(b—1t) +0,5(b—2¢)%) (2.28)

2.2.2. Mecanismo de colapso por flexion

Segin Kecman (1979), la etapa de colapso se puede dividir en cuatro fases caracteristicas.
En la fase inicial, se nota la formacién de un abultamiento en las paredes laterales de los TR.
Esta fase ocurre durante los primeros 5°-10° de rotacion de la bisagra plastica, dependiendo
de las dimensiones de la seccién. La segunda fase inicia cuando aparecen las denominadas
“deformaciones por rolado” en las paredes laterales y culmina cuando la pared a compresion
choca contra si mismo, impidiendo la rotacién de la bisagra plastica (bloqueo de la bisagra
plastica). Esta fase dura los siguientes 20°-30° de rotacién de la bisagra pléstica. La tercera fase
inicia con el bloqueo de la bisagra plastica y culmina con la creacion de una bisagra secundaria.
Por tltimo, la cuarta fase consiste en el desarrollo de la bisagra secundaria. La tercera y cuarta

fase generalmente no son tomadas en cuenta, debido a que las deformaciones alcanzadas en
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estas sobrepasan el rango permitido en carrocerias de vehiculos comerciales. Asi también, la
primera fase es mucho menos influyente que la segunda a causa de su corta duracién. En vista
de esto, Kecman baso su mecanismo de colapso en el comportamiento de la bisagra pléstica

durante la segunda fase.

El mecanismo de colapso real incluye una compleja combinacién de deformacién plastica
por flexién, deformacion en-plano y deformacién por rodadura. Este dltimo lleva ese nombre
por como el material pareciera deslizarse sin friccién por unos rodillos ficticios. Kecman (1979)
observd que la deformacion en-plano no afecta mayormente al modo en que colapsan los TR,
por lo tanto, consider6 que las paredes de los TR son inextensibles e incompresibles. Ademads,
asumi6 que el perfil solo se deforma a lo largo de las lineas bisagra. Por tltimo, solo se tomé en

cuenta la condicion de continuidad del material en algunas partes de la seccion.

El mecanismo de colapso presentado por Kecman (1979, 1983) se muestra en la figura 2.9.
La rotacion de la bisagra plastica forma las lineas bisagra K N y LM . Esta misma rotacion y el
desplazamiento del punto B hacia la pared sometida a traccion, generan las lineas bisagra GH,

EF 'y BC. El punto A se traslada en direccion normal al plano inicial K LEG, generando las

H g -
J FIRN
S5
F AN
.‘:._5‘:,'(?
“-h
: E
A
N
‘\‘ ‘.‘-h‘ -
L Y 2 -l .,
N M N b
A A *‘-::_ -,
B ™ Al ™
S e, -""\
----- -‘."‘u ~._‘-
", . . .
- .. " ] .
Ny, -,
6,/2 6,72
\ K| o |L ]

Figura 2.9: Mecanismo de colapso de Kecman. Reproducido de Kecman (1979).
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lineas bisagras GB, EB, GA, FA, KA, LA, KG, LEy KL. Alas lineas GA, FA, KAy LA
se les denomina lineas bisagra viajeras (lineas de color rojo en la figura 2.9), dado que estas se
desplazan por rolado a medida que colapsa el perfil. Al resto de lineas bisagra se les llama lineas
bisagra estacionarias (lineas de color azul en la figura 2.9), ya que practicamente mantienen su
posicion en el perfil durante todo el colapso. El punto J ocasiona el mismo patrén de deforma-
cioén en la pared vertical opuesta (plano inicial NM F'H). El modelo teérico planteado resultd
en una serie de férmulas con dos variables desconocidas, la longitud de bisagra plastica (2H) y
el radio de rodadura (). Con el fin de obtener una ecuacidn explicita simple, se consideré que
el radio de rodadura no afecta ni al mecanismo de colapso, ni al modo en que disipan energia
las lineas bisagra estacionarias. Asi también, se asumié que las lineas bisagra AB, BC'y C'J se
mantienen colineales durante el colapso. Los resultados tedricos obtenidos con estas simplifi-
caciones tuvieron excelente correlacion con los resultados experimentales, consecuentemente,

el modelo fue considerado realista y aplicable al analisis del colapso por flexion de TR.

Dado la simetria de la bisagra plastica, se puede tomar al dngulo p como pardmetro de

control (figura 2.10a). Este dngulo es definido como:

b (2.29)

PIE

Tomando al punto K como origen del sistema de coordenadas, la posiciéon del punto B

durante el colapso es:

zp=H (2.30a)
yp = bcosp — \/H2 — (H — bsin p)? (2.30b)
25 =0 (2.30¢)

y la posicién del punto A es:
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(a) (b)

Figura 2.10: Pardmetros auxiliares del mecanismo de colapso de Kecman. (a) Seccion longitu-
dinal; (b) Pardmetros p y A,.

TA=1XB (2.31a)

Ya =Yn (2.31b)
bZ - 2

ZA = TyA (2.31¢)

La ecuacion 2.31¢ se obtiene de la condicion de inextensibilidad: b = BA + AD. Los
angulos auxiliares (3, o, ¥y ¢, y la distancia d (figuras 2.10a y 2.10b), son expresados por las

siguientes ecuaciones:

[ = arcsin (W) (2.32)
AANS N (2.33)

2
=1 —28 (2.34)
d= Hcosp—ygsinf (2.35)
p = arctan (%) (2.36)

Kecman (1979) presentd una ecuacion para el cdlculo de H tomando en cuenta la continui-

dad de Ia fibra longitudinal que pasa por el punto A:
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, sia<b
(2.37)

, sia>Db

La energia disipada por cada linea bisagra estacionaria (U, ) puede ser calculada facilmente

asumiendo que el material tiene un comportamiento plastico rigido-perfecto. En este caso:

Uest = Myl 7 (2.38)

siendo M, l;; y v el momento totalmente pléstico por unidad de longitud, la longitud de
la linea bisagra y el dngulo de rotacion relativo, respectivamente. El momento 1/, es calculado

con la siguiente ecuacion:

o t?
M, = ‘74 (2.39)

donde o, es el esfuerzo promedio de flujo. Normalmente se asume que o, tiene un valor
entre oy y el esfuerzo maximo del material (o;;). En base a pruebas experimentales, Kecman
(1979) asumi6 que o, es igual a o para sus célculos. Empleando la ecuacion 2.38, se puede

evaluar la energia disipada por las lineas bisagra estacionarias:

Ucurpr =2Myaa (2.40)

Uapcs =2M,za® (2.41)

Upc = M,a (2.42)

Ues,eBHopc = 2M, H (2.43)
UKG,LE,NH,MF =4M, by (2.44)
Ukn,ovmxo,nv = 2M, (CL,O + 2H arctan (;-‘:)) (2.45)
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Cabe resaltar que en la ecuacion 2.43 se utilizé un angulo de rotacién constante v = g
debido a la condicién de colinealidad entre AB, BC'y C'J. En el caso de las lineas bisagra
viajeras, la deformacién ocurre en los segmentos de la pared vertical que estdn en “contacto”
con los rodillos imaginarios. El segmento elemental ds cambia su curvatura al entrar en contacto

con el rodillo, se flexiona un dngulo v al “deslizarse”, y luego cambia nuevamente su curvatura

al enderezarse cuando se separa del rodillo. El d4ngulo ~y se puede calcular con la ecuacion:

y = / s (2.46)
0

r

donde s, es la longitud del segmento que estd en contacto con el rodillo imaginario. Dado
que la deformacidn pléstica ocurre dos veces (en los puntos de cambio de curvatura), la energia

disipada por cada linea bisagra viajera es igual a:

2M, [°r
Uyia = / ds (2.47)
r Jo

Generalmente se puede observar que la longitud s, varia a lo largo de las lineas bisagra. En
estos casos es conveniente expresar a s, en funcién de una coordenada local /,., la cual inicia
en un extremo de la linea bisagra: s, = s, (/,.). La energia disipada por la linea bisagra viajera,

asumiendo que 7 es constante a lo largo de esta, es igual a:

A\ oM
Upia = 2 / s,y dl, = °A, (2.48)
T 0 T

donde A, es el drea barrida por la linea bisagra viajera (figura 2.10b). Utilizando la ecuacién
2.48 se puede calcular la energia disipada por las lineas GA, EA, HC'y F'C' como:

AM,H z 4

Uca,paHCFC = — (2.49)

En los ensayos experimentales se puede observar que el radio de rodadura disminuye du-
rante el colapso del TR. Kecman utilizé la siguiente relaciéon empirica para incluir este compor-

tamiento en la ecuacién 2.49:

27



r(p) = <0,07 - %) H (2.50)

En el caso de las lineas KA, LA, NJ y M J, el radio de rodadura cambia notoriamente a lo
largo de las lineas bisagra. Esta varia desde el valor obtenido con la ecuacion 2.50 en los puntos
A'y J, hasta casi infinito (superficie plana) en los puntos K, L, N y M. Kecman aproximoé el

radio de rodadura variable con la funcién hiperbdlica:

r(p, 1) = T(pl> i 2.51)

La longitud del segmento s, se calcul6 con la siguiente relacion lineal:

(2.52)

Reemplazando las ecuaciones 2.51 y 2.52 en la ecuacion 2.48, se puede calcular la energia

disipada por las lineas bisagra viajeras KA, LA, NJy M J:

8MOZA
3r

UkaLanimi = \/H2 + ya® + 24> (2.53)

La energia disipada por la bisagra plastica (U) es obtenida sumando las ecuaciones 2.40,
2.41,2.42,2.43,2.44,2.45,2.49 y 2.53. U puede ser expresada en términos de ¢, utilizando la

ecuacion 2.29, hasta el dangulo de bloqueo (¢):

(2.54)

H—-0,5t
0; = 2 arcsin (T’>

El momento que resiste la bisagra pléstica durante el colapso es calculado numéricamente

con la siguiente ecuacion:

M(6,) = U, + Azg) —U) (2.55)
p

siendo A#, una rotacién finita. La ecuacién 2.55 tiende a sobrestimar la resistencia de la
bisagra pldstica en la primera fase de colapso. Kecman (1979) report6 las siguientes razones

por las que sucede esta sobreestimacion:
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e Las fuerzas membrenales, las cuales reducen el momento totalmente pldstico asumido,

son mayores en la primera fase del colapso.

e El endurecimiento por bisagra pldstica no ocurre inmediatamente una vez inicia el colap-

s0, si no se va produciendo durante el desarrollo de este.

e Elradio de rodadura en la fase inicial es mayor al valor teérico asumido.

Con la finalidad de ajustar la CCBP tedrica a los resultados experimentales, Kecman (1979,
1983) propuso utilizar una interpolacion lineal entre el momento maximo y el momento corres-
pondiente al llamado dngulo de transicién (67). Este ultimo es igual al menor valor de 6; que

satisface la ecuacidn:

Mmax D M(91> > Mmax -2 M(91+1)

2.56
0 0;+1 ( )
La ecuacién del momento correspondiente al rango [0, O7] es:
9p
M(Qp) Mma:c 9_ (Mmaz == M(QT)) (257)
T

Por tltimo, el momento posterior al bloqueo puede ser aproximado con la siguiente ecuacion

empirica:

M(6,) = M(6y) + 1,4 (Mypaw — M(6,)) (6, — 6,) (2.58)

2.3. Teoria de Wierzbicki

Una de las principales hipétesis del modelo de Kecman (1979) es que las paredes de los
tubos rectangulares son inextensibles e incompresibles durante el colapso. Obviamente esta su-
posicion no puede ser cierta, ya que si no existiera deformacion en-plano a lo largo de las lineas
bisagra ocurriria separaciéon de material. Basado en sus investigaciones sobre el colapso por
carga axial de tubos cuadrados (Wierzbicki y col., 1994a) y el concepto del elemento super-

plegable (Abramowicz & Wierzbicki, 1989), Wierzbicki desarrollé6 un modelo de colapso por
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flexion cineméaticamente admisible el cual considera tanto a las deformaciones en-plano como
las de flexion (Wierzbicki y col., 1994b). A diferencia del modelo de Kecman, este no utiliza
relaciones empiricas, es decir, su solucidn es totalmente analitica. Los resultados presentados
en Wierzbicki y col. (1994b) demostraron que el modelo de Wierzbicki tiene buena correla-
cién con simulaciones numéricas para dngulos menores a 30° (W. Chen, Wierzbicki & Santosa,

2002).

2.3.1. Mecanismo de colapso por carga axial

El modelo basico de colapso por carga axial para tubos cuadrados propuesto por Wierzbicki
(Wierzbicki & Abramowicz, 1983; Wierzbicki y col., 1994a; Wierzbicki, 1983) se presenta en la
figura 2.11a. Dado la simetria del problema, solo es necesario modelar un cuarto de la seccion
del tubo. Al igual que en la figura 2.9, las lineas de color azul y rojo representan las lineas
bisagra estacionarias y viajeras, respectivamente. El modelo tiene como pardmetro de control al
angulo «, y los parametros secundarios son los angulos 3y 7, y los desplazamientos ¢ y s. Las

ecuaciones que relacionan o con los pardmetros secundarios son las siguientes:

tan 8 = V2 tana (2.59)
1
tany = — (2.60)
S11 &
(a) (b)

Figura 2.11: Mecanismo de colapso por carga axial de Wierzbicki. (a) Modelo bésico; (b) Mo-
delo cinemdticamente admisible.
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d=2H (1 —cosa) (2.61)

s = Hsina« (2.62)

Cabe resaltar que las ecuaciones 2.59 y 2.60 utilizan la condiciéon: B’B = BA. Las veloci-

dades & y 5 son:

§ = 2H sin a & (2.63)

$ = Hcosa o (2.64)

El modelo de colapso por carga axial cinematicamente admisible de Wierzbicki se muestra
en la figura 2.11b. Las lineas bisagra GA y E'A se dividen cada una en dos lineas bisagra
giratorias, las cuales forman superficies conicas inextensibles con un radio de rodadura r. Asi
como en el modelo de Kecman, se considera que el material se flexiona cada vez que cambia su
curvatura y este solo se desliza sobre la superficie conica. Las lineas bisagra ARy U A se dividen
cada una en dos lineas bisagra moviles, las cuales forman superficies cilindricas inextensibles
al trasladarse en direcciones opuestas. Por tltimo, la region central delimitada por cuatro arcos
circulares forma una superficie toroidal. En este caso se considera que el material solo se desliza

sobre el toroide en la direccion meridional, y se extiende en la direccidén circunferencial.

El célculo de la velocidad de disipacién de energia en la bisagra pléstica se realiz6 conside-

rando lo siguiente:

El material es considerado como rigido-perfectamente plastico.

El sistema es analizado con una descripcion Euleriana.

Las paredes son analizadas con la teoria de placas de Kirchhoff-Love.

Se utiliz6 la definicién co-rotacional de la condicion de fluencia: F' (M3, Nos) = 0.
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e Solamente los componentes /'\¢¢ Y Rge del tensor de velocidad de deformacion son dife-
rentes a cero. Consecuentemente, la condicién de fluencia es igual a:

2
+ (%) =1 (2.65)

My
M, N,

M, es calculado con la ecuacién 2.39, y N, con:
N, =o0,t (2.66)
¢ es el angulo circunferencial del toroide.

e Dado que la relacién r;/ R, es pequeiia, se considera que ¢ se mantiene constante. 1; y R,

son el radio menor y mayor del toroide, respectivamente.

e Debido a que la relacién /R, es pequefia y ; es mucho mayor que ¢, la condicion de

fluencia es reducido al punto M =0y N = N,.

La velocidad de disipacion de energia en la bisagra plastica es igual a:

U= / (Myghias + Nogéap) dS + / M, di (2.67)
S l

siendo K.g y €4 la velocidad de curvatura y extension, 0 y [ la velocidad angular y longitud

de las lineas bisagra, M,z el momento flector, y N, la fuerza membrenal. La integral de super-

ficie y linea representan la velocidad de disipacion de energia en el campo de deformacion con-

tinua (superficie toroidal) y discontinua (lineas bisagras moviles y giratorias), respectivamente.

Aplicando las condiciones presentadas anteriormente, la velocidad de disipacién de energia en

la superficie toroidal (Utm) puede ser calculado de la siguiente manera:

Upor = / N, éypdS (2.68)
S

Los términos €4, y d.S son calculados con:

H cosa sinf &
= 2.69
Eo0 R, + r;cosf ( )
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dS = (R, + rycosf) rdfdp (2.70)

siendo 6 el dangulo meridional del toroide. 6 y ¢ estan relacionados por la siguiente ecuacion:

1
cosf = —— 2.71)

1+ (cos ¢)°

Reemplazando las ecuaciones 2.69, 2.70 y 2.71 en la ecuacion 2.68, se obtiene:

. 16M, H B
Uy = % COS @ & / (2.72)
0

W
\/1 4+ (cos ¢)?

La velocidad de disipacion de energia en las lineas bisagras giratorias (Uro) €8 igual a:

Upor = 4IM, 0 (2.73)
La velocidad angular 0 es calculada con la ecuacién:

H="2 (2.74)
T

siendo s la velocidad presentada en la ecuacion 2.64. En este caso, la longitud de la linea

bisagra es aproximado a:
|~ H\/1+ (sina)’ (2.75)

Reemplazando las ecuaciones 2.74 y 2.75 en la ecuacion 2.73, se obtiene:

. 4AM, H? )
Urol = cosaa 1+ (Sin 04)2
T

(2.76)

Por ltimo, la velocidad de disipacién de energia en las lineas bisagra méviles (U,,0,) €8

calculado con la siguiente ecuacion:

Unov = 4 M, & 2.77)
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2H

Figura 2.12: Mecanismo de colapso por flexion de Wierzbicki.

2.3.2. Mecanismo de colapso por flexion

El mecanismo de colapso por flexiéon del modelo de Wierzbicki (Wierzbicki y col., 1994b)
se muestra en la figura 2.12. Dado la simetria del problema, solo es necesario modelar la mitad
de la seccién. Segin Wierzbicki, la pared superior a compresion se deforma con el mismo pa-
trén que se observa en el colapso por carga de axial. Las lineas bisagras GA y FA (mostradas
de color rojo en la figura 2.12) se dividen cada una en dos lineas bisagras giratorias, formando
dos superficies cOnicas inextensibles y una superficie toroidal extensible en la direccién circun-
ferencial. Las lineas bisagra UA, AB y BR se dividen cada una en dos lineas bisagra méviles,
las cuales forman superficies cilindricas inextensibles. El resto de lineas bisagra son considera-
das como estacionarias. Es importante mencionar que, para fines de célculo, las lineas bisagra
estacionarias y moviles (mostradas de color azul en la figura 2.12) son analizadas de la misma

manera.

De forma andloga al modelo anterior, se utilizan como pardmetros a los dngulos «, 8y 7,
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Figura 2.13: Lineas bisagra estacionarias y méviles del modelo de colapso por flexién de Wierz-
bicki.

siendo « el parametro de control. El desplazamiento ¢ y la velocidad & son evaluadas con las
ecuaciones 2.61 y 2.63, respectivamente. Para definir la ecuacion que relaciona a los dngulos «
y 3, primero es necesario determinar la velocidad de 7" (punto medio del lado K (7). Este tltimo
puede ser calculado a partir de las velocidades de K y G, utilizando la condicién de linealidad

de la teoria de placas de Kirchhoff-Love:

a—2n

ur=HsinB8=Hsinad—7—-=-
2(a —n)

(2.78)

donde 7 es la distancia entre la pared a traccion y la superficie neutra que pasa por los puntos
@y V (figura 2.13). Considerando que 7 es practicamente nulo, y que los dngulos a y (3 son

pequefios, la ecuacion 2.78 puede simplificarse a:
V28 =« (2.79)
El angulo v puede relacionarse a 3 con la siguiente ecuacion:

2H sin g

= tan~y (2.80)
a—2n

Si se asume que [y v son dngulos pequeios, la ecuacion 2.80 puede simplificarse a:

2HB
a—2n

y (2.81)
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Por ltimo, la longitud de las diagonales GU, EU, LU y KU antes de la deformacién son:

2
ly= 1 H? + <9> - (2.82)
2 2cos

El equilibrio global del mecanismo de colapso es expresado en términos del principio de

trabajo virtual:
Ueat = Ut (2.83)

Considerando que la carga externa es ejercida por una fuerza excéntrica P ubicada en el

centro de la pared a compresidn, el principio de trabajo virtual puede ser expresado como:
P = Utor + Urol + 7 == le + Uw2 T Uten (284)

siendo Uy, la velocidad de disipacion de energia correspondiente a la superficie toroidal
(ecuacién 2.72), Urol la correspondiente a las lineas bisagra giratorias (ecuacion 2.76), Uten la
correspondiente a la pared inferior sometida a traccidn, le y Uwg las correspondientes a la
mitad superior e inferior de la pared LKGE, y U, /2 la correspondiente a la pared superior
sometida a compresion. La otra mitad de este dltimo término es incluida en le (Wierzbicki

y col., 1994b).

Las lineas bisagra relacionadas a le, Uw2 y Ub /2 se muestran de color azul, rojo y verde
en la figura 2.13, respectivamente. Para U, /2, la velocidad de energia disipada por las lineas
bisagra es:

Uy

> = 2Ugp 4+ 2Usg

— oM, % &+ 2M, g G (2.85)

=2M,ac

En el caso de U, la velocidad de la energia disipada es:

36



Upi =2Upp+2Urc +2Upc

a . a - d—B
~ 2M, 5 &+ 2M, 5 B+2M,l4 cos ¢ (2.86)
~ 2M,ad+2M,ad (2 — v2) (H/a)’
——

Uy/2
La velocidad de energia disipada en Ups €5

Uwa =2Uor +2Uvg +2Uqu
oM, (& 3 4 O, H A+ 2M, \/H2 a 2\/'2 5\
~ o (5—77> ﬂ+ 1) /7‘}‘ o +<§—77> ’7 +<_B> (287)

zzﬁMod(g—”> <1+ (a/QH—U)2>

Por dltimo, la velocidad de disipacion de energia en Uy, es:

. at [2H
Uien = — 0,€dx
0

_at (4M,\ 01 (2.88)
2 2 Ja—n

=4M, & H sin
(a —n)t

Reemplazando 2.72, 2.76, 2.85, 2.86, 2.87 y 2.88 en 2.84, y considerando que n ~ 0 se

obtiene:
arctan(x/ﬁtana) d 2M H
P = 8MOL/ ¢ 2 1+ (sina)’

ttana J, 2 rtanc

1+ (cos o)

(2.89)
2 CLMO H Mo
+{2+ V2 —— + (2+V2) —
2 | Hsina a sin «

Cabe resaltar que si n ~ 0, se cumple que UQU ~ Uky y UQV ~ Ugy». Como se puede
observar en la ecuacién 2.89, P depende de «, H y r. Wierzbicki redujo el nimero de variables
asumiendo que el colapso es producto de la menor carga media posible, por lo tanto, las varia-

bles H y r pueden ser calculadas minimizando la carga media en funcién de estas (Wierzbicki
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& Abramowicz, 1983). Integrando la ecuacién 2.84, se obtiene:
Pm (2H) = / (Utor + Urol + Ub/2 + le + Uw2 + Uten) dt (290)

siendo P, la carga media del colapso. Evaluando las integrales mostradas en la ecuacion

2.90, se obtiene:

. /71'/2 " Hr cos o /arctan<\/§tana) de p
tor — o - I e a
0 ! 0 1+ (cos ¢)* (2.91)

i
— 16M, TT (0,5256)

/2 H2
Uy = / 4AM, — cosay/ 1 + (sin oz)Qdoz
7 r

(2.92)
H2
= 4M, — (1,1477)
r
w/2 H 2
Ut :/ oM, a1+ (2— \/5) (-) da
0 a
(2.93)
)2
=nrM,a+ (2 —V2) malM, (—)
a
/2 \/_ H 2
Uy = 2vV2M, 2 — 1 d 2.94
.= [ @2=n) (14 (5 ) ) do 2.94)
w/2 an
Uienn = / 4H M, sin « do (2.95)
0 (a—mn)t
Reemplazando 2.91, 2.92,2.93,2.94 y 2.95 en 2.90, se obtiene:
M, M,H M, 2-—+2 H
P, = 4,20504 ! + 2,29559 + ra + \/_7TMO —
r H 2 a
\/§M /2 H 2
- 2 — 1 d (2.96)
H /0 @/2=m 1+ <a/2—77) )
a /2
+2M, —/ sin « do
L Jo a—1
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Para mantener la continuidad de los esfuerzos entre las secciones correspondientes a U, y

U2, debe cumplirse la siguiente condicion (Wierzbicki y col., 1994b):

1+(a/;]_n)2:\/§+\/§(2—\/§) (5)2 (2.97)

a

Reemplazando 2.97 en 2.96, y considerando que 1 = 0, se obtiene:

M,
Py, = 4,20504 -

HM, 3mal, H
+2,29559 4 0o (2 - \/5) M, (2.98)
r 2H a

El factor de 4,20504 en la ecuacion 2.98 es diferente al presentado por Wierzbicki (origi-
nalmente este factor es igual a 4,64). Posiblemente esta diferencia sea consecuencia del uso
de un método o software antiguo de cédlculo numérico en el trabajo original. Debido a que los
factores son cercanos, se opto por utilizar factor de 4,20504. Las variables H y r son calculadas

derivando F,, con respecto a estas:

or,  1,8403 B 4,71239a P 2,29559
OH  a H? r iy

0 (2.99)

0P,  —2,29559H % 4,20504

0 2.100
or 72 t ( )

La ecuacién 2.99 puede ser simplificada utilizando la condicién a > r:

0P, 4,71239a  2,29559
~ _ + =0

i 7 ; (2.101)
Resolviendo las ecuaciones 2.101 y 2.100:
H =1,3101a%*3¢/3 (2.102)
r = 0,848916 a!/3 t*/3 (2.103)

La carga P en funcion del pardmetro de control « es obtenida reemplazando 2.102 y 2.103
en 2.89. M, es calculado con la ecuacién 2.39, considerando que o, es igual a 0,92 oy (Wierz-

bicki & Abramowicz, 1989).
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Por udltimo, la CCBP correspondiente al modelo de Wierzbicki es calculada utilizando las

siguientes relaciones (Wierzbicki y col., 1994b):

M(a)=aP(a) (2.104)
0, =~ % =2(1—cosa)
an 2
~d (ain & (2.105)
4 <s1n 2)

2.4. Teoria de Kim y Reid

Kim y Reid (2001) presentaron un modelo de colapso por flexion para tubos rectangulares
(figura 2.14a), el cual combina aspectos de los modelos de Kecman y Wierzbicki. Dado la si-
metria del problema, solo se modelo la mitad del perfil. Como se puede observar, el mecanismo
de colapso de Kim y Reid es bastante similar al de Kecman. La principal diferencia entres estos
es que se reemplazoé a las lineas bisagra viajeras GA 'y E'A, por las lineas bisagra giratorias (las
cuales forman superficies conicas) y la superficie toroidal del modelo de Wierzbicki para vol-
verla cinematicamente admisible. Otra diferencia es que las dimensiones de la seccién fueron

definidas a partir de los planos medios de las paredes:

(a) (b)

Figura 2.14: Modelo de colapso de Kim y Reid. (a) Mecanismo de colapso. Reproducido de
Kim y Reid (2001); (b) Seccion longitudinal.
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bf:a—t

by =0—1

(2.106)

(2.107)

Al igual que en el modelo de Kecman, el pardmetro de control es el dngulo p (ecuacién

2.29). El parametro secundario o se muestra en la figura 2.14b. En este caso, ' y p se relacionan

mediante la siguiente ecuacion:

= in(1 b i
(0% 9 arcs s p

(2.108)

Tomando al punto D como origen del sistema de coordenadas, la posicién de B durante el

colapso es:

J?B:O

yp = by, cos p — H sin «

ZB — 0
y la posicién de A es:
TpA = 0
YA =1YB
bw2 == ?JA2
ZA =
A 20,

El desplazamiento horizontal s del punto W y su velocidad $ son:

s = Hsina + b, (1 — cos p)

s=Hcosad+b,sinpp

La mitad del dangulo de la seccidn toroidal () definido en la figura 2.14a es:

H cos o
[ = arccos | ————
V24 + H?
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Al igual que en los modelos anteriores, se asume que el material tiene un comportamiento
rigido perfectamente pléstico. La velocidad de disipacion de energia en la superficie toroidal es

calculada a partir de la ecuacion 2.72:

Uy =1 (2.114)

o Mor /ﬂ do

5

3 0 /14 cos?¢
La velocidad de disipacion de energia de las lineas bisagra giratorias (ecuacion 2.76) y

viajeras (mostradas de color rojo en la figura 2.14a) son:

Usama = AMy=1/ 22 + H? (2.115)
1
: AM, d
Ukara = 3 di (ZA\/HQ—Fy%-i—Zi) (2.116)

La velocidad de disipacion de energia de las lineas bisagra estacionarias (mostradas de color

azul en la figura 2.14a) son:

Ugv,au = Mo by (6 — p) (2.117)

Uap = Mybsa (2.118)

Usw = 2My z4'0x (2.119)

Usk.pr = 2My bw% (arcsin (%‘)) (2.120)
Uwr = 2M, H% (arctan (;—2» (2.121)
Ukqrr = Moby p (2.122)

A diferencia de Kecman y Wierzbicki, Kim y Reid consideraron que el valor de o, varia

desde oy a oy de acuerdo a los siguientes casos:
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(a) Caso 1 (0. < oy):

Oy = Oy (2.123)
(b) Caso 2 (oy < 0. < 20y):
7o =050y + o) (2.124)
(c) Caso3 (20y < 04):
0o = 0y (2.125)

M, es calculado con la ecuacién 2.39. El momento instantdneo de colapso puede calcularse

utilizando el principio de trabajo virtual:

Ut = > _ Ui = M(H,1,6,) 06, (2.126)

Los valores 6ptimos de H y r son determinados siguiendo el procedimiento utilizado por
Wierzbicki (Wierzbicki & Abramowicz, 1983). En primer lugar, el momento instantineo ob-
tenido de la ecuacion 2.126 es integrado con respecto a p para calcular el momento medio de
colapso (Kim & Reid, 2001):

1 py(H)
M, (H,r) = —/ Md (2.127)
) =2 o ’

La integracion es realizada desde 0 a p¢(H ), siendo ps(H) el dngulo teérico de bloqueo:

H-Ly

pr(H) = arcsin 2 & (2.128)

w

Luego, los valores optimos de ' y r se obtienen minimizando M,, con respecto a estos
mismos, segin la ecuacion:

dM,,(H,r) B dM,,(H,r)
dH N dr

=0 (2.129)

Finalmente, el CCBP del modelo de Kim y Reid es calculado sustituyendo los resultados de

la ecuacion 2.129 en la ecuacion 2.126.

43



Capitulo I11

Simulacion numérica del colapso por

flexion de tubos rectangulares

En este capitulo se analizé mediante simulacién numérica el colapso de tubos rectangulares
en ensayos de flexion de 3 puntos y viga en voladizo. En primer lugar, se clasific6 los tubos
rectangulares de acuerdo a su modo de colapso. Se establecieron los valores limite del pardimetro
calificativo y se analizaron las caracteristicas de los diferentes tipos de TR. En segundo lugar,
se realizé un estudio comparativo sobre el colapso en los ensayos de flexion. La influencia
de los principales pardmetros geométricos y de material sobre las curvas caracteristicas fue
investigada. Por ultimo, se compararon las CCBP generadas por teorias analiticas y modelos

numeéricos.

Las simulaciones fueron realizadas utilizando el software de andlisis por elementos finitos

ANSYS 2022 R2. Se utilizaron los siguientes modelos y consideraciones:

Ensayo de flexion de viga en voladizo

e El modelo conceptual del ensayo de flexién de viga en voladizo se muestra en la figura
3.1. El ancho y alto de la seccion son a y b, el espesor de pared es ¢, y la longitud del tubo

rectangular es L.
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Figura 3.1: Modelo conceptual del ensayo de flexion de viga en voladizo.

e [.os pardmetros de salida de la simulacién computacional del ensayo de flexion de viga en
voladizo se muestran en la figura 3.2. La flexi6n del tubo rectangular es definida ejercien-
do un desplazamiento Az a un nodo piloto unido al centro de la seccion del extremo libre
(punto A). El movimiento de los nodos en el extremo fijo fue restringido para simular la
condicién de borde de la viga en voladizo. El dngulo de rotacion de la bisagra plastica y

el momento flector fueron calculados con las siguientes ecuaciones:

fp = arctan (L fZA:z:) (3.1
M = F4 (L — Ax) (3.2)

siendo F'4 la fuerza resistiva en el nodo piloto y Az el desplazamiento del nodo piloto
en la direccion longitudinal del tubo. El desplazamiento Ax no es impuesto en la simu-
lacidn, si no es producto de la flexion del tubo. Es importante mencionar que tanto el
angulo de rotacién como el momento flector han sido calculados de forma aproximada.

Los verdaderos valores deben ser medidos a partir de la mitad de la bisagra plastica (su

Figura 3.2: Parametros de salida del ensayo de flexion de viga en voladizo.
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ubicacion varia dependiendo del tubo rectangular). También, a la deflexiéon Az se le debe
substraer la deflexién correspondiente a la deformacién eldstica. Comparando los resul-
tados de algunos casos representativos se observé que las simplificaciones consideradas
practicamente no influyen sobre las CCBP, y por lo tanto, se emplearon las ecuaciones

3.1y 3.2 para simplicidad de calculo.

Ensayo de flexion de 3 puntos

e El modelo conceptual del ensayo de flexion de 3 puntos se muestra en la figura 3.3. El
sistema consta de 3 componentes: (1) Un tubo rectangular; (2) Un indentador cilindrico;
(3) Un par de soportes cilindricos. En este caso la longitud L representa la separacion
entre los soportes. El radio del indentador (r;) y los soportes () son iguales a 8b/30 y
b/2, respectivamente. El indentador y el tubo rectangular tienen una separacion inicial (d)

igual a 5 mm.

S O — a

Figura 3.3: Modelo conceptual del ensayo de flexion de 3 puntos. 1: Tubo rectangular; 2: In-
dentador; 3: Soportes.

e [os parametros de salida de la simulacion computacional del ensayo de flexion de 3
puntos se muestran en la figura 3.4. El movimiento del indentador fue impuesta ejerciendo
el desplazamiento Az a un nodo piloto ubicado en el centro de su secciéon (punto A).
De manera similar, se restringié el movimiento de los soportes utilizando nodos pilotos
estaticos unidos a estos. El dngulo de rotacién de la bisagra plastica y el momento flector

fueron calculados con las siguientes ecuaciones:

2(Az — d))

7 (3.3)

0p = 2 arctan <
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Figura 3.4: Pardmetros de salida del ensayo de flexion de 3 puntos.

N =¥ (3.4)

siendo F'4 la fuerza resistiva en el nodo piloto del indentador. En este caso también se
utilizaron simplificaciones para el calculo del CCBP, siendo la mds importante considerar
que la deflexion del tubo rectangular es igual Az — d (el valor verdadero depende de
la deformacion de la seccién del tubo). Dado que la deflexién es mucho mayor que la
deformacién de la seccion, se consider6 que esta simplificacién practicamente no afecta

los resultados.

Tubos rectangulares

e [os tubos rectangulares analizados en esta seccion fueron presentados en Kecman (1979).
En aquella investigacion no se especificé la norma de fabricacion o el proveedor de los
tubos, solo se menciona que todos son laminados en caliente y soldados con costura
(algunos fueron fabricados en taller). Los tubos se ensayaron tal como se recibieron, es
decir, no se realizé ningtn tipo de pre-tratamiento. Los datos disponibles en Kecman
(1979) son las dimensiones de la seccién (a, b y t), los esfuerzos oy y oy, las curvas

nominales €, — 0,, y las CCBP de cada tubo rectangular.

e Conrespecto a las curvas nominales €,—0o,, estas fueron obtenidas de ensayos de traccion.

Las probetas se cortaron en la direccion longitudinal del tubo, en la zona central de la
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Tabla 3.1: Dimensiones y propiedades mecdnicas de los casos investigados en Kecman (1979,
1983) y Kim y Reid (2001).

b a t E Oy oy

Caso (mm) (mm) (mm) (GPa) v (MPa) (MPa) t/b bla
1 15 45 1.3 200 03 277 308  0.087 0.333
2 38.1 508 1.26 200 03 253 284  0.033 0.75
3 87 104 0813 200 03 161 250  0.009 0.837
4 384 384 1.6 200 0.3 374 390 0.042 1.0
5 103 100 0.813 200 0.3 161 250 0.008 1.03
6 452 293 3.25 200 0.3 463 463 0.072 1.543
7 38 19 1.26 200 0.3 290 326 0.033 2.0

seccion (lejos de las costuras de soldadura). Las curvas €, — o, reportadas en Kecman

(1979) se muestran en el apéndice B.

e De los 18 casos investigados por Kecman, se seleccionaron 8 casos representativos para el
estudio de la presente tesis (estos mismos fueron investigados en Kim y Reid (2001)). Las
dimensiones de la seccion y las propiedades mecanicas de los perfiles son presentadas en

la tabla 3.1.

e Los valores exactos del mddulo de elasticidad (£) y coeficiente de poisson () no se
presentaron Kecman (1979), por lo tanto, se utilizaron valores generales del acero para
todos los casos. Cabe mencionar que no fue posible obtener el médulo de elasticidad de

las curvas €, — o, debido a la calidad de las figuras .

e En los casos 3 y 5 se consideraron redondeos de 4 mm (tinicos casos especificados en

Kecman (1979)). El resto de casos se modeld con redondeos de 1 mm.

Modelamiento del material

e La deformacion eléstica del acero fue modelada siguiendo la ley generalizada de Hooke

para materiales isotropicos.

e La deformacién pléstica del acero fue modelada con el modelo multilineal de endureci-

miento pldstico implementado en el software ANSYS. Como datos de entrada se requie-
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Tabla 3.2: Datos de endurecimiento pléstico obtenidos de Kecman (1979, 1983). Caso 1,2, 3y

4.
Caso 1 Caso 2 Caso 3 Caso 4
Ot Ot 0t Ot

. (MPa) " (MPa) P (MPa) P (MPa)

0 277.38 0 253.32 0 161.12 0 374.69
0.04717 3234 0.09374 3124 0.04794 169.05 0.04674 409.5
0.09365 330.27 0.18061 340.8 0.09410 242 0.09333  409.5
0.18061 341.7 0.26051 369.2 0.13832 287.5 0.13976 409.5
0.22141 346.25 0.33448 397.6 0.33472 350 0.33647  409.5

Tabla 3.3: Datos de endurecimiento plastico obtenidos de Kecman (1979, 1983). Caso 5,6y 7.

Caso 5 Caso 6 Caso 7
O¢ Ot O¢

L (MPa) " (MPa) P (MPa)

0 161.12 0 464.07 0 290.42
0.04790 176.4 0.04635 486.15 0.04717 3234
0.09404 253 0.07000 486.15 0.09351 358.6
0.13832 287.5 0.09476 486.15 0.13788 3749
0.33472 350 0.33647 486.15 0.26047 378.3

ren valores de esfuerzo verdadero (0;) y deformacion unitaria pléstica (g,;), las cuales son

calculadas a partir de pares ordenados de la curva €, — g, y las siguientes ecuaciones:

o =0, (1+¢,)
Et = In (1 + 80)
Ot

Eel = E

Epl = &t — Eel

(3.5)

(3.6)

3.7

(3.8)

Las propiedades de endurecimiento plastico de los aceros utilizados son reportados en las

tablas 3.2 y 3.3.
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Modelo computacional

e Los ensayos de flexion fueron simulados con andlisis cuasi-estdtico. Se consideraron no-

linealidades geométricas, de material, y por contacto.

e Se utilizaron elementos SOLID185 para modelar el tubo rectangular. El indentador y
los soportes fueron simulados con elementos SHELL181. El contacto entre cuerpos fue

simulado con elementos CONTA174 y TARGET170.

e Elindentador y los soportes fueron modelados como cuerpos rigidos.

e En la direccién axial, los elementos tienen una longitud de 0.5 mm en las zonas donde
se produce contacto. En las zonas donde no ocurre contacto, los elementos tienen una

longitud de 1 mm. En la direccion del espesor se utilizaron 3 elementos (figura 3.5).

e La validacion de los resultados de la simulacion computacional del ensayo de viga en
voladizo es presentado en el apéndice C. Esta fue realizada por comparacién con los

resultados experimentales reportados en el apéndice B.

Figura 3.5: Malla del modelo numérico en la direccidn del espesor.
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3.1. Clasificacion de los tubos rectangulares de acuerdo a su
modo de colapso

Para determinar de forma general las diferencias entre las CCBP obtenidas con distintos
ensayos de flexion y métodos de célculo, es necesario primero definir algiin criterio para cla-
sificar los TR. Diferentes parametros calificativos han sido propuestos en la literatura (en su
mayoria relaciones geométricas); sin embargo, estos fueron disefiados para estudios especifi-
cos. Por ejemplo, Rincén-Davila, Alcald y Martin (2022) propusieron al pardmetro geométrico
() = I,/ A para determinar en cudles casos se debe utilizar la teorfa de Kecman o MEF. En esta
seccion se propone utilizar a la relacion del esfuerzo critico y fluencia (0., /oy) como pardmetro
calificativo. A diferencia de las relaciones geométricas, este se puede utilizar en el andlisis de
TR con diferentes propiedades mecdnicas. Los valores de o.. /0y, y otros pardmetros de interés
como el factor de forma (Zp/Ze) y las relaciones geométricas ¢ /by b/a, son reportados en la

tabla 3.4.

En la figura 3.6 se muestra las CCBP normalizadas de los diferentes casos de estudio (el
pardmetro adimensional M /M,,,, es utilizado como ordenada para fines comparativos). Las
curvas fueron calculadas con simulaciones computacionales del ensayo de viga en voladizo uti-

lizando los modelos presentados en las figuras 3.1 y 3.2, y las ecuaciones 3.1 y 3.2. La longitud

Tabla 3.4: Pardmetros eldsticos y plasticos de los tubos rectangulares investigados en Kecman
(1979, 1983) y Kim y Reid (2001).

Ze Zp
(mm?)  (mm?)

Ocr

(1Pa) (aPa) TV

0.087 0.333 789 901 1.14  904.47 277 3.27
0.033 0.75 2777 3155 1.14  635.58 253 2.51
0.009 0.837 9157 10250 1.12 62.87 161 0.39
0.042 1.0 2773 3252 1.17 1776 374 4.75
0.008 1.03 10983 12485 1.14 67.56 161 0.42
0.072 1.543 5104 6428 1.26 12455 463 26.9
0.033 2.0 1344 1672 1.24 4432 290 15.28

Caso t/b  b/a Zp/Ze

NN R W=
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Figura 3.6: Clasificacién de las CCBP normalizadas de acuerdo al pardmetro o.,./cy. TR-EMD:
Casos 3 y 5 (azul). TR-ED: Caso 2 (rojo). TR-EM: Casos 1, 4 y 7 (verde). TR-EG: Casos 6 y 7
(morado).

del perfil es igual a 15 veces la altura de la seccioén (L = 15b). Analizando las caracteristicas
de las CCBP presentadas en la figura 3.6, se nota claramente que existe una correlacion entre
las CCBP y el parametro o,,./oy. Cuando este dltimo es muy pequefio (casos 3 y 5), el perfil
alcanza su resistencia final rdpidamente (colapso subito). Este fendmeno es consecuencia de la
formacion de las lineas bisagra, las cuales permiten a la bisagra pldstica rotar practicamente sin
oposicion. Generalmente, los perfiles que colapsan de esta manera son los tubos rectangulares
con espesor de pared muy delgada (TR-EMD). Estos se caracterizan por presentar un colapso

totalmente dominado por el pandeo local de la seccion.

A medida que el valor de o,./oy aumenta (casos 1, 2, 4y 7), el pandeo local influye menos
sobre el colapso y la deformacidn pléstica se produce en zonas localizadas con cierta continui-
dad. En estas zonas existe material deformado pldsticamente que atin mantiene alta capacidad

de disipacion de energia. En las CCBP se puede observar que el colapso se produce de forma
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gradual debido a un aumento de rigidez en la bisagra pléstica (ver figura 3.6). Los perfiles que
colapsan de esta manera son generalmente tubos rectangulares con espesor de pared delgada
(TR-ED) o media (TR-EM). Se puede decir que el colapso de estos perfiles es influenciado

tanto por el pandeo local de la seccién como por la deformacién plastica del material.

En la figura 3.6 se puede notar una diferencia importante entre la CCBP del caso 2 y las
CCBP de los casos 1, 4 y 7. Aunque el pardmetro o, /oy de estos dltimos varia considerable-
mente (de 3.27 a 15.28), sus CCBP se mantienen cercanas. Por otro lado, en los casos 1y 2
se observa un mayor distanciamiento a pesar que la variacion de o../oy es pequena (de 2.51
a 3.27). Esto invita a pensar que existe un o../oy limite entre los valores de los casos 1y 2,
y este puede servir para determinar el cambio de TR-ED a TR-EM. Esto ultimo coincide con
lo reportado por Kecman (1979), quien determino que existe un cambio en las propiedades de

colapso cuando o, /oy es igual a 3.

Cuando o, /oy tiene un valor alto (caso 6), el colapso es producto del aplastamiento de la
seccion lo cual indica que el perfil se comporta como un tubo rectangular con espesor de pared
gruesa (TR-EG). Las CCBP de este tipo de tubos se caracterizan por mostrar una pequefia
disminucién de resistencia (ver figura 3.6). Otros pardametros como t /by Zp/Ze también tienen
correlacién con el modo de colapso, sin embargo, esto se cumple solo en ciertos casos (tabla
3.4). El pardmetro ¢ /b mantiene correlacién cuando el colapso es dominado por el pandeo local,
es decir, cuando se trata de TR-EMD (los casos 2 y 7 tienen t/b = 0.033 pero colapsan de
diferente manera). Con respecto a Zp/Ze, este no mantiene correlacién con el modo de colapso

de los TR-EMD y TR-ED.
De acuerdo a los resultados presentados, se puede concluir lo siguiente:

e El pardmetro 0., /oy puede servir para clasificar los tubos rectangulares de acuerdo a su

modo de colapso. La clasificacion se puede realizar con los siguientes valores limites:

1. TR-EMD: o, /oy < 1
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2. TR-ED: 1< o0,/oy <3
3. TR-EEM: 3 < 0o /oy < 25

4. TR-EG: 25 < 0. /oy

El limite inferior de los TR-EG es cercano al valor de 30 mencionado por Kecman (1979).

e La influencia del pandeo local sobre el colapso se puede medir con el pardmetro o, /oy
Cuanto mayor sea el valor de este, menos contribuird el pandeo en el colapso y la reduc-

cién de resistencia sera menor.

3.2. Comparacion del ensayo de flexion de 3 puntos y viga en
voladizo

En esta seccion se analiz6 las propiedades del colapso de tubos rectangulares en ensayos de
flexion de 3 puntos y viga en voladizo. Las curvas caracteristicas fueron determinadas mediante
simulaciéon numérica utilizando MEF. La nomenclatura empleada para designar a las curvas
caracteristicas es la siguiente. En primer lugar, se denota la longitud del tubo rectangular la cual
puede ser igual a 10 veces la altura de la seccion (L = 100), 15 veces la altura de la seccién
(L = 15b), o 20 veces la altura de la seccién (L = 20b). Posteriormente se menciona el tipo
de ensayo empleado, el cual puede ser el ensayo de flexién de 3 puntos (EF3P) o el ensayo de
flexion de viga en voladizo (EFVV). Por ejemplo, a la curva caracteristica de un tubo rectangular
con longitud igual a 15 veces la altura de la seccion, analizado con un ensayo de flexion de 3

puntos, se le denomina 15b - EF3P.

Las curvas M — 6 y CCBP de los casos investigados se presentan en las figuras 3.7, 3.8,
3.9,3.10, 3.11, 3.12, y 3.13. En todos los casos se puede notar claramente diferencias entre las
curvas caracteristicas de los ensayos de flexion, especialmente en las curvas M — 6. Los re-
sultados muestran que los momentos maximos del EFVV siempre son mayores a los del EF3P.

La diferencia entre estos se debe principalmente a la fuerza transversal que ejerce el indentador
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Figura 3.7: Anélisis del colapso de TR en ensayos de flexion de 3 puntos y viga en voladizo.
Caso 1 (TR-EM): 15 mm x 45 mm X 1.3 mm. (a) M — 6; (b) CCBP.
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Figura 3.8: Andlisis del colapso de TR en ensayos de flexién de 3 puntos y viga en voladizo.
Caso 2 (TR-ED): 38.1 mm x 50.8 mm x 1.26 mm. (a) M — 6; (b) CCBP.
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Figura 3.9: Andlisis del colapso de TR en ensayos de flexién de 3 puntos y viga en voladizo.
Caso 3 (TR-EMD): 87 mm x 104 mm x 0.813 mm. (a) M — 6; (b) CCBP.
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Figura 3.10: Andlisis del colapso de TR en ensayos de flexién de 3 puntos y viga en voladizo.
Caso 4 (TR-EM): 38.4 mm x 38.4 mm x 1.6 mm. (a) M — 0; (b) CCBP.

sobre la bisagra pléstica en el ensayo de flexién de 3 puntos. Considerando que el colapso es
generalmente iniciado por el pandeo local de la seccidn, es natural pensar que las fuerzas trans-
versales ocasionen que el perfil colapse prematuramente, y por lo tanto, se alcancen momentos
menores. Este fendmeno también explica que la diferencia entre los momentos maximos sea
mayor en tubos rectangulares con espesor de pared muy delgada, ya que este tipo de perfiles
son mds sensibles a cargas transversales en el pandeo (ver figuras 3.9 y 3.11). Asi también, en la

etapa de colapso se puede notar que la diferencia entre las curvas de ambos ensayos disminuye
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Figura 3.11: Andlisis del colapso de TR en ensayos de flexiéon de 3 puntos y viga en voladizo.
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Figura 3.12: Andlisis del colapso de TR en ensayos de flexién de 3 puntos y viga en voladizo.
Caso 6 (TR-EG): 45.2 mm x 29.3 mm x 3.25 mm. (a) M — #; (b) CCBP.

y estas convergen a una resistencia final. Qué tan rapido disminuye la diferencia entre las curvas

del EF3P y el EFVV depende de si el perfil colapsa de forma subita o paulatina (ver figuras 3.7,

3.8,y 3.9).

Una diferencia importante entre las curvas caracteristicas del EF3P y el EFVV es el efecto
de la longitud del perfil sobre estas. En el caso del EFVYV, el incremento de longitud genera
que los momentos alcanzados sean cada vez menores. En cambio para el EF3P, los momentos

alcanzados en el colapso aumentan junto con la longitud. Esta observacion invita a pensar que

57



500 £33

100 4

0 T T T T T T T
0.0 2.5 5.0 7.5 10.0 125 15.0 17.5 20.0

©p[°]

(a) (b)

Figura 3.13: Andlisis del colapso de TR en ensayos de flexion de 3 puntos y viga en voladizo.
Caso 7 (TR-EM): 38 mm x 19 mm x 1.26 mm. (a) M — 6; (b) CCBP.

las curvas caracteristicas del EF3P y el EFVV se asemejan a un limite inferior y superior,
respectivamente; y ademads, estas convergen a una curva caracteristica ‘“verdadera” a medida
que la longitud del perfil aumenta. Los resultados reportados demuestran que la diferencia entre
las curvas caracteristicas del EF3P y EFVV dependen principalmente de la relacién entre la
carga de indentacion y flexion. A medida que aumenta la longitud del perfil, predomina la carga
de flexién y las curvas caracteristicas de ambos ensayos se aproximan a la curva ideal de colapso

por flexién pura.

En las figuras 3.7, 3.8, 3.10 y 3.13 se puede observar oscilaciones en las curvas caracteristi-
cas del modelo 10b - EF3P, lo cual quiere decir que se requiere al menos un modelo 15b - EF3P
para obtener buenos resultados. En el caso del EFVYV, todos los modelos son capaces de pre-
decir las curvas caracteristicas correctamente. Esta diferencia entre los modelos EF3P y EFVV
se debe principalmente a problemas de convergencia ocasionados por la no-linealidad por con-
tacto presente en las simulaciones EF3P. Por tltimo, comparando las curvas M — 6 y CCBP se
puede observar que las curvas caracteristicas obtenidas del EF3P y EFVV son mds parecidas
en la etapa de colapso, es decir, las diferencias mayormente ocurren en la etapa elasto-pléstica.
Esto se debe a que la deformacion por indentacion influye principalmente en la formacién de la

bisagra pldstica y la primera fase del colapso.
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(a) (b)

Figura 3.14: Comparacion del esfuerzo en la direccion axial en la seccidn de las bisagras plas-
ticas, # = 25,4°. Caso 5 (TR-EMD): 103 mm x 100 mm x 0.813 mm. (a) EFVV; (b) EF3P.

Cada tipo de tubo rectangular produce bisagras pldsticas con distintas caracteristicas en los
ensayos de flexion de 3 puntos y viga en voladizo. Estas diferencias se pueden observar en los
campos de deformacidn pléstica de las simulaciones numéricas. En los TR-EMD, se puede no-
tar que la seccién del tubo es aplastado por el indentador del EF3P (figura 3.14), sin embargo,
esto no parece influir sobre la resistencia final del perfil (figura 3.11). Con respecto a las bisa-
gras plésticas, se observa deformaciones con patrones similares en ambos ensayos de flexion
(figura 3.15). En el caso de los TR-ED y TR-EM, las bisagras plasticas muestran diferentes
configuraciones en los ensayos de flexion, especialmente en la primera fase del colapso (figura
3.16). Al inicio del EFVV se puede observar zonas amplias de deformacién continua, lo cual
indica que se estd produciendo un colapso por aplastamiento de la seccién. A medida que se de-
sarrolla el colapso y se deforma la seccidn, la carga critica de la pared a compresion disminuye
lo suficiente como para pandearse. La transicioén del colapso por aplastamiento al de pandeo se
manifiesta con la aparicion de las lineas bisagra (ver figuras 3.16a, 3.16c y 3.16¢). En el caso
del EF3P, el colapso inicia con zonas concentradas de deformacién por indentacion. Al igual
que en el otro ensayo, las lineas bisagra aparecen durante el colapso debido al pandeo local
de la seccion (ver figuras 3.16b, 3.16d y 3.16f). Con respecto a los TR-EG, estos no presentan
pandeo local durante todo el colapso (figura 3.17). La bisagra plastica solamente se deforma

por aplastamiento e indentacién en los EFVV y EF3P, respectivamente.
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(a) (b)

(c) (d)

(e) )

Figura 3.15: Comparacion del campo de deformacion plastica equivalente en las bisagras plasti-
cas. Caso 5 (TR-EMD): 103 mm x 100 mm x 0.813 mm. (a) EFVV, 6 = 4°; (b) EF3P, 6 = 4°;
(c) EFVV, 6 = 10°; (d) EF3P, 8 = 10°; (e) EFVV, 6§ = 15,5°; (f) EF3P, § = 15,5°.
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(a) (b)

(c) (d)

(e) ®

Figura 3.16: Comparacién del campo de deformacion pléstica equivalente en las bisagras plas-
ticas. Caso 2 (TR-ED): 38.1 mm x 50.8 mm x 1.26 mm. (a) EFVYV, 6 = 4°; (b) EF3P, 6 = 4°;
(c) EFVV, 6 = 9°; (d) EF3P, 8 = 9°; (e) EFVV, 6 = 17°; (f) EF3P, § = 17°.
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(a) (b)

(c) (d)

(e) ®

Figura 3.17: Comparacion del campo de deformacion pléstica equivalente en las bisagras plas-
ticas. Caso 6 (TR-EG): 45.2 mm x 29.3 mm x 3.25 mm. (a) EFVV, 6§ = 8°; (b) EF3P, § = &8°;
(c) EFVV, 6 = 13°; (d) EF3P, 8 = 13°; (e) EFVV, 6§ = 19°; (f) EF3P, § = 19°.
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Tabla 3.5: Métricas representativas de las CCBP para los ensayos de flexién de 3 puntos y viga
en voladizo. Casos investigados en Kecman (1979, 1983) y Kim y Reid (2001).

Tipo  Myaeprvy  Use—200 Mazprsp  Uoe—200
Ca0 4 TR (Nm) oy (Nm) L Rt Rt o

1 EM 273 63.68 251 55.31 8 13.13
2 ED 835 154.32 751 127.48 10 17.39
3 EMD 1320 123.47 993 110.95 24.77 10.13
4 EM 1295 291.58 1217 258.11 6 11.47
5 EMD 1611 156.1 829 139.25 48.54 10.78
6 EG 3173 1003.13 3154 972.61 0.59 3

7 EM 545 137 503 126.59 7.7 7.60

Para comparar las CCBP de los ensayos de flexion de forma cuantitativa es necesario utilizar
métricas que representen las principales propiedades de colapso. En la tabla 3.5 se presentan
el momento maximo y la energia disipada por la bisagra plastica para una rotacion de 0° a 20°
(este ultimo es igual al drea bajo la CCBP en el rango especificado). Moo 5rvyv Y MmazEFsp
son el momento maximo del EFVV y EF3P, respectivamente. Upe 200 vy Y Uoe—200 psp SON
la energia disipada por la bisagra pldstica para una rotacion de 0° a 20°, calculadas a partir de
las CCBP del EFVV y EF3P. Adicionalmente, se incluyo el tipo de TR y el error relativo ( %e)
entre las métricas de ambos ensayos (el EFVV fue considerado como referencia). Los errores

relativos fueron calculados de la siguiente manera:

|Mmaa:EFVV - MmamEF3P|
=100 3.9
%eMmaw ( MmazEFVV ( )
U o__ o — U o__ o
U0°—20°EFVV

Los TR-EMD presentan un error relativo alrededor del 10 % para la energia disipada, y entre
25 % y 50 % para el momento maximo. Solo en los TR-EMD se cumple que %ey,, ... €s mayor a
Yoeu,o oy - Esto se debe a la pequeiia influencia del momento méximo sobre la energia disipada
durante el colapso (las CCBP convergen en la primera fase). Con respecto al TR-ED, el error

del momento maximo disminuye mientras que el de la energia disipada aumenta. El incremento
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Figura 3.18: Errores relativos ( %€ armaz ¥ %erofmo) del ensayo de flexi6n de 3 puntos con res-
pecto al de viga en voladizo. TR-EMD: Azul. TR-ED: Rojo. TR-EM: Verde. TR-EG: Morado.

de este ultimo se debe a que el colapso de los TR-ED es mds gradual, por lo tanto, la magnitud
del momento maximo tiene una mayor influencia sobre la energia disipada. En los TR-EM y
TR-EG se nota que el error relativo de la energia disipada disminuye a medida que o../oy
aumenta (figura 3.18). Este comportamiento no solo se observa en los TR-EM y TR-EG, sino
también en los TR-ED. Con respecto al error del momento maximo, no en todos los casos se

mantiene esta tendencia.

Los resultados reportados en esta seccidn sugieren lo siguiente:

e En el ensayo de flexion de 3 puntos, la fuerza transversal ejercida por el indentador pro-
voca que el tubo rectangular colapse anticipadamente. Este fenémeno es el motivo por
la cual las curvas caracteristicas del ensayo de flexion de viga en voladizo son siempre

superiores a las del ensayo de flexién de 3 puntos.

e A medida que aumenta la longitud del perfil, la carga de flexién predomina sobre la de in-
dentacidn y las curvas caracteristicas del ensayo de flexién de 3 puntos y viga en voladizo

convergen.
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e Debido a la presencia de no-linealidad por contacto, las simulaciones computacionales
del ensayo de flexién de 3 puntos requieren al menos un modelo 15b - EF3P. En el caso

del ensayo de viga en voladizo, todos los modelos obtienen buenos resultados.

e En los TR-EMD se observa campos de deformacion pldstica similares para ambos ensa-
yos de flexion, siendo la dnica diferencia entre estas la forma de la seccion en la parte

final del colapso. Esto ultimo no influye sobre la resistencia final del perfil.

e En los TR-ED y TR-EM se puede notar diferencias entre las bisagras plasticas de los
ensayos de flexion, especialmente en la primera fase de colapso. En el EFVV el colapso
inicia con zonas de deformacion pléstica continuas, mientras que en el EF3P se notan
zonas concentradas de deformacién por indentacion. En ambos ensayos se observa la
aparicion de lineas bisagra durante el colapso, producto del pandeo local de la seccion.

Cuanto rota la bisagra pldstica antes de manifestarse el pandeo, depende del valor de

Ocr /Oy

e En los TR-EG, la bisagra pléstica se deforma por aplastamiento e indentacién en los

EFVV y EF3P, respectivamente.

e [a equivalencia entre las CCBP de los ensayos de flexion se puede evaluar con las métri-
cas %eyy,,,. (error relativo del momento maximo) y %eUOO_200 (error relativo a la energia

disipada por la bisagra plastica para una rotacion de 0° a 20°).

e Con respecto a %eyy, .., se puede obtener un error alrededor del 10 % para los TR-ED.
Los TR-EM presentan un error del 6 % al 8 %. En los TR-EMD el error es superior al
20 %, mientras que en los TR-EG el error es practicamente nulo. En la mayoria de casos

se observa que el error disminuye a medida que oy /0., aumenta.

e En el caso del %ey,, ., el error en los TR-EMD y TR-ED son alrededor del 10 %
y 17 %, respectivamente. Los TR-EM presentan un error del 8 % al 13 %. El error en los
TR-EG es igual a 3 %. Salvo para los TR-EMD, se nota claramente que el error disminuye

a medida que oy /o, aumenta.
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3.3. Comparacion de CCBP obtenidas mediante simulacion
numérica y teorias de colapso

En esta seccidn se comparé las CCBP construidas mediante simulacién numérica y las teo-
rias de colapso de Kecman, Wierzbicki, y Kim y Reid (figuras 3.19, 3.20, 3.21, 3.22, 3.23, 3.24
y 3.25). Para los modelos de Wierzbicki y Kim y Reid, el momento maximo de colapso fue cal-
culado con las férmulas de la teoria de Kecman (ecuaciones 2.22, 2.24, 2.25, 2.26, y 2.28). En
el caso de las simulaciones numéricas, se utilizaron los modelos 15b - EFVV y 15b - EF3P ya
que estos presentan mejor rendimiento en términos de exactitud y costo computacional. Cabe
resaltar que todas las teorias presentadas consideran que el colapso ocurre por flexién pura, por

lo que sus resultados se deberfan aproximar a los obtenidos con 15b - EFVV.

Las teorfas de Kecman, Wierzbicki, y Kim y Reid tienen diferentes niveles de exactitud
dependiendo del tipo de tubo rectangular. El modelo de Kecman es capaz de predecir adecua-
damente las CCBP de los TR-ED y TR-EM (figuras 3.19, 3.20, 3.22 y 3.25). En el caso de
los TR-EMD, Kecman sobrestima la rigidez de la bisagra pléstica durante la primera fase del
colapso (figuras 3.21 y 3.23). La causa del error es la relacion lineal que se utiliza para corregir
la primera fase del CCBP. Si en esta seccion la pendiente del CCBP varia considerablemente, el
ajuste lineal obtendrd resultados erréneos. Los TR-ED y TR-EM colapsan de forma gradual, lo
cual favorece a la linealizacion de la fase inicial (justamente Kecman propuso la aproximacion
lineal al observar esta caracteristica). En los TR-EMD el ajuste lineal acaba siendo perjudicial
debido a la variacion de la pendiente en la primera parte del CCBP. Ademas, considerando que
el colapso de los TR-EMD se desarrolla principalmente en la primera fase, el error generado
puede llegar a ser considerable. Con respecto a los TR-EG, la teoria de Kecman no es capaz
de predecir el modo de colapso ya que este se basa en el pandeo local de la seccién. No obs-
tante, en la figura 3.24 se puede observar que la CCBP construida por la interpolacion lineal
del momento médximo y el momento correspondiente al dngulo de bloqueo obtiene resultados

aceptables.
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Figura 3.19: Comparaciéon de CCBP construidos mediante MEF y teorias analiticas. Caso 1

(TR-EM): 15 mm x 45 mm x 1.3 mm.
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Figura 3.20: Comparacion de CCBP construidos mediante MEF y teorias analiticas. Caso 2

(TR-ED): 38.1 mm x 50.8 mm x 1.26 mm.
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Figura 3.21: Comparaciéon de CCBP construidos mediante MEF y teorias analiticas. Caso 3
(TR-EMD): 87 mm x 104 mm x 0.813 mm.
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Figura 3.22: Comparacion de CCBP construidos mediante MEF y teorias analiticas. Caso 4
(TR-EM): 38.4 mm X 38.4 mm X 1.6 mm.
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Figura 3.23: Comparaciéon de CCBP construidos mediante MEF y teorias analiticas. Caso 5
(TR-EMD): 103 mm x 100 mm x 0.813 mm.
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Figura 3.24: Comparacion de CCBP construidos mediante MEF y teorias analiticas. Caso 6
(TR-EG): 45.2 mm x 29.3 mm x 3.25 mm.
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Figura 3.25: Comparacion de CCBP construidos mediante MEF y teorias analiticas. Caso 7
(TR-EM): 38 mm x 19 mm x 1.26 mm.

El modelo de Wierzbicki fue desarrollado bajo dos importantes condiciones, el tubo debe
ser de seccién cuadrada y este debe deformarse de forma similar al colapso por carga axial. Con
respecto a la primera condicién, los tubos rectangulares se pueden aproximar a uno cuadrado

con la siguiente ecuacion (Wierzbicki y col., 1994a):

c=a+b (3.11)

siendo a y b las longitudes de los lados del tubo rectangular, y ¢ la longitud del lado del tubo
cuadrado equivalente. La segunda condicién se cumple cuando el perfil colapsa por pandeo
local, es decir, cuando se trata de un TR-EMD. Esto se nota claramente en las figuras 3.21
y 3.23, donde se observa que existe correlacion entre Wierzbicki y los modelos numéricos.
Aunque la cuadratura de la seccién también influye sobre la exactitud de los resultados, el
factor mds importante es el modo de colapso. Esto se puede observar en la figura 3.22, donde
el CCBP no presenta ninguna correlacion con los modelos numéricos a pesar de tratarse de un

tubo cuadrado.
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La configuracion de la bisagra pléstica y el mecanismo de colapso del modelo de Kim y Reid
es bastante similar al de Kecman. La principal diferencia entre estos es el comportamiento de las
lineas bisagra GA 'y F'A. En el modelo de Kim y Reid se considera que GA'y E A se dividen en
lineas giratorias y forman un par de superficies conicas y una toroidal de deformacién continua.
La inclusién de zonas de deformacidn continua en las bisagras plasticas tiene diferentes efectos
para los distintos tipos de perfiles investigados. En los TR-EMD (figuras 3.21 y 3.23), el modelo
de Kim y Reid obtiene mejores resultados que Kecman. En especifico, la mejora se observa en
la primera etapa de colapso. En los TR-ED y TR-EM, los resultados del modelo de Kim y Reid
se acercan mas a los del 15b-EF3P (figuras 3.19, 3.20, 3.22 y 3.25). En los TR-EG, Kim y
Reid obtiene mejores resultados que Kecman, especificamente, en la segunda fase del colapso.
También, este es el unico caso en que el modelo de Kim y Reid predice CCBP con momentos
de mayor magnitud que los de Kecman (ve figura 3.24). Todas estas observaciones indican que
el modelo de Kim y Reid es capaz de modelar las zonas de deformacién continua que ocurren
en los TR-EG hasta cierto punto. A medida que la deformacion se concentra en lineas bisagra,

Kim y Reid subestima la energia disipadaen GAy FA.

En la tabla 3.6 se presenta las métricas %eny,,., Y %0€u,._,. de las teorfas de colapso.
Nuevamente, el modelo 15b - EFVV fue utilizado como referencia. El error relativo del mo-
mento maximo del modelo de Kecman es %e* M,,..- Las métricas %ekUOo,Qoo, %eono,Qoo y
%e’”%tw son los errores relativos de energia disipada correspondiente a los modelos de Kec-
man, Wierzbicki, y Kim y Reid. Los valores reportados en la tabla 3.6 fueron calculados con

las siguientes ecuaciones:

Mmax - Mkmaac
%0€" My = 100 (l ]\ZFW |) (3.12)
max EFVV
U o__ o —_— Uk o__ o
oe¥ 1oy = 100 <| P2PERVY. 0720 ) (3.13)
UOO—QOOEFVV

w |Uoe—20° vy = U000
%y, .. = 100
Uoe—20°prvv

) (3.14)
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Tabla 3.6: Comparacion de métricas representativas de las CCBP para los modelos de Kecman,
Wierzbicki, y Kim y Reid. Casos investigados en Kecman (1979, 1983) y Kim y Reid (2001).

Caso Ucr/UY TlpO de TR %e'“Mmz %ekU007200 %ewU007200 %ekonoizoo

1 327 EM 8.79 1.3 14.22 8.68
2 251 ED 4.43 1.14 20.37 6.97
3039 EMD 18.78 15.95 15 7.21
4 475 EM 6.10 0.63 28.82 6.71
5 042 EMD 16.82 8.33 0.38 12.42
6 269 EG 6.2 5.93 25.76 0.26
7 1528 EM 11 6.15 42.37 3.07
kr
%™ Ugo_goe = 100 <|U°‘°2°°’EFVV ) 0"20"') (3.15)
Uoe—20° grvy

siendo M*,,,. el momento maximo del modelo de Kecman. U¥ o _sg0, U% g0 _a90, Y UrTg0 _00,

son la energia disipada correspondiente a los modelos de Kecman, Wierzbicki, y Kim y Reid.

En el caso de %ey,, ., €l modelo de Kecman es la mejor teorfa cuando el pardmetro
0. /0y se encuentra, aproximadamente, en el rango de 1 a 12 (este rango corresponde a TR-
ED y TR-EM con o,,./oy menores). Cuando 0., /oy supera este rango, el error del modelo de
Kim y Reid es mucho menor al de Kecman. En los TR-EMD, el modelo de Wierzbicki obtiene
mejores resultados que Kecman; no obstante, el error alcanzado puede variar de 0.3 a 15. Con

respecto a la métrica %e*y; ., solo el TR-E obtiene un error menor al 5 %.
En base a los resultados mostrados, se puede concluir lo siguiente:

e En lo que respecta al calculo de momento maximo, el modelo de Kecman obtiene resul-
tados aceptables para los TR-ED, TR-EM y TR-EG. No obstante, el error obtenido es

demasiado alto como para reemplazar a los modelos numéricos.

e Para los TR-EMD, el modelo de Wierzbicki presenta los mejores resultados entre las
teorias de colapso. Sin embargo, este se debe usar con precaucion debido a los altos

valores de %erLQOO alcanzados.
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e El modelo de Kecman presenta los mejores resultados en el caso de los TR-ED y TR-EM.
Para TR-EMD, el ajuste lineal empleado en la primera fase no modela correctamente el
colapso. En el caso de TR-EG, se obtienen resultados aceptables aproximando las CCBP
mediante interpolacién lineal del momento maximo y el momento correspondiente al an-
gulo de bloqueo. En lo que respecta al cdlculo de energia disipada, el modelo de Kecman
puede reemplazar a los modelos numéricos cuando o.,./oy se encuentra, aproximada-

mente, en el rango de 1 a 12 (este tltimo se obtuvo por interpolacién lineal).

e Elmodelo de Kim y Reid es capaz de modelar con cierta exactitud la deformacion plastica
presente en el colapso de TR-EG. Para o, /0y mayores a 12, el modelo de Kim y Reid

puede reemplazar los modelos numéricos.
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Capitulo IV

Conclusiones

En la presente tesis se compard por primera vez las curvas caracteristicas de bisagra plastica
obtenidas del ensayo de flexion de 3 puntos y viga en voladizo, para determinar en que casos
se pueden obtener curvas caracteristicas equivalentes. Las curvas caracteristicas fueron calcula-
das utilizando simulaciones computacionales con el software de andlisis por elementos finitos
ANSYS 2022 R2. Los resultados demostraron que la diferencia entre las curvas caracteristi-
cas depende principalmente del pardmetro adimensional o../oy. Asi también, se compar6 las
curvas caracteristicas generadas con modelos analiticos y numéricos para determinar en cuéles
casos conviene utilizar las teorias de colapso. En ambos andlisis se utilizaron métricas para po-
der establecer criterios de evaluacion cuantitativos. Las conclusiones presentadas en esta tesis
permitirdn a los disefiadores de carrocerias escoger de manera confiable el mejor método para

generar curvas caracteristicas de bisagra plastica.
En conclusion, los resultados mostrados en la presente investigacién permite afirmar que:

1. Es posible clasificar a los tubos rectangulares de acuerdo a su modo de colapso con el
pardmetro adimensional o,,./oy. Las siguientes categorias y valores limite fueron esta-
blecidos:

a) TR-EMD: o, /oy <1
b) TR-ED: 1<o. /oy <3
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¢) TR-EM: 3 <o, /oy <25

d) TR-EG: 25 < o../oy

. Enlos TR-EMD se observan bisagras plasticas con lineas bisagra bien definidas desde el
inicio del colapso. Esta disposicion permite a la bisagra plastica rotar practicamente sin
oposicion, lo cual se manifiesta en el CCBP como un colapso stubito. Ambos ensayos de

flexion obtienen resultados muy parecidos.

. En los TR-ED el colapso se produce de manera més gradual producto del aumento de
rigidez en la bisagra pléstica. Esto ultimo ocurre debido a la presencia de material con
alta capacidad de disipacion de energia en la primera fase del colapso. Con respecto a
los ensayos de flexion, se pueden identificar diferentes tipos de deformacion al inicio del
colapso. En el ensayo de viga en voladizo se producen zonas de deformacién plastica
continuas, mientras que en el ensayo de 3 puntos se generan zonas concentradas de defor-
macion por indentacién. En ambos casos se observa la aparicion de lineas bisagra durante

el colapso producto del pandeo local de la seccion.

. Comparado con los TR-ED, los TR-EM presentan zonas de deformacidn pléstica mas
extensas en las bisagras plasticas. Ademds estas se manifiestan durante una mayor parte

del colapso, lo cual conlleva que aumente la rigidez de la bisagra pléstica en las CCBP.

. El colapso de los TR-EG se produce por el aplastamiento de la seccion. Este puede ocurrir
debido a deformacién por flexién en el ensayo de viga en voladizo, o deformacién por
indentacion en el ensayo de 3 puntos. Comparado con los otros perfiles, la resistencia de

los TR-EG disminuye muy poco durante el colapso.

. En general, la diferencia entre las CCBP de los ensayos de flexion es causada por la carga
transversal que ejerce el indentador sobre la bisagra plastica en el ensayo de flexion de
3 puntos. Esta carga provoca que se alcancen momentos maximos de menor magnitud

debido al colapso prematuro del perfil.
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10.

11.

12.

13.

. Las CCBP siempre convergen a una misma resistencia sin importar el tipo de ensayo de

flexion empleado. Esto quiere decir que la resistencia final no depende de la forma en que

ocurre el colapso, si no es una propiedad del perfil.

La equivalencia entre las CCBP de los ensayos de flexion se puede evaluar con las mé-
tricas %€, Y Y0€Uso_pp0- Para %en,,.. < 10% y %eyy_y0o < 15%, los TR-EM y

TR-EG obtienen CCBP equivalentes con el ensayo de flexién de 3 puntos. En general, a

medida que aumenta el valor de 0., /oy la correlacion entre las CCBP mejora.

En el caso del TR-ED, se puede mejorar los valores de %e

max

y %o€u,0_, aumentando
la longitud del perfil. Para los TR-EMD no se pueden obtener CCBP equivalentes debido

aque el %eyy, .. es muy alto.

Para %ey,. .. < 5%, el modelo de Kecman puede reemplazar a los modelos numéricos
cuando ., /oy se encuentra, aproximadamente, en el rango de 1 a 12 (TR-ED y TR-EM
menores). Si se considera aceptable %ero,Qoo < 7%, se puede utilizar el modelo de

Kecman para todos lo TR-ED, TR-EM y TR-EG.

Para los TR-EMD, el modelo de Wierzbicki es una buena alternativa a los modelos nu-
méricos. Si bien se puede alcanzar valores de %eUOLQOO hasta del 15 % con Wierzbicki,
el costo computacional de cada simulacién es demasiado alto como para realizar estudios

con multiples andlisis.

Para 0., /oy mayores a 12, el modelo de Kim y Reid obtiene mejores resultados que el
modelo de Kecman. Sin embargo, se prefiere utilizar este ultimo debido a su facilidad de

calculo.

En general, la teoria de Kecman no es capaz de predecir el momento méximo con %ey,, .
< 5%. Una posible solucién es simular la deformacién del perfil con modelos numéri-
cos hasta alcanzar el momento maximo, para luego continuar con los modelos analiticos

recomendados en la etapa de colapso.
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Apéndices

A. Ensayo de flexion de viga en voladizo realizado por Kec-

man (1979)

El esquema general de la maquina disefiada por Kecman para realizar el ensayo de viga en
voladizo se muestra en la figura A.1. El sistema consiste de un tubo rectangular en voladizo
(HA) el cual es fijado a una base de concreto en H, y es sometido a una carga transversal por
un cable (ADCG) en A. El cable pasa por una polea fija (C') y se conecta a un esparrago largo
(@), el cual estd atornillado a un soporte (5) fijado a la bancada. La rotacién del esparrago
con respecto al soporte es impedido por una leva del soporte S que se desliza en una ranura
longitudinal del esparrago G. El cable es recogido girando un disco roscado (£) unido al soporte

S. La fuerza de tension en el cable es medido por un dinamémetro (D).

Al inicio del ensayo, el tubo H A, se encuentra en una posicion horizontal y el cable A,DC
se encuentra en una posicion vertical. La distancia k entre los puntos A y B es medido por
un potenciémetro AB, del cual su extremo B es fijado en el punto (L, d) para que A,B sea
vertical. Asumiendo que el punto A rota con respecto al punto H a lo largo de la trayectoria

circular A, A, se puede plantear la siguiente ecuacion:

a2 +yat =17 (A.1)

También, la distancia medida % se puede igualar a:
K= (L—24)+ (d—ya) (A.2)
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Figura A.1: Esquema general de la maquina para realizar el ensayo de viga en voladizo disefiada
por Kecman. Imagen de Kecman (1979).

De las ecuaciones A.1 y A.2 se pueden despejar las coordenadas del punto A, y el angulo

total de deformacion (w) se puede igualar a:

w = arctan (y—A) (A.3)

A

El dngulo de rotacion de la bisagra plastica (f) es calculado substrayendo el angulo de
deformacion eléstica. Las ecuaciones y consideraciones utilizadas para calcular este dltimo se

pueden ver en Kecman (1979).

El dngulo v se puede calcular a partir de las coordenadas del punto C' (v¢ = L, yo = H),

con la siguiente ecuacion:

L —
v = arctan (H IA) (A4)



Con lo cual el momento en la bisagra plastica es calculado con la siguiente ecuacion:

M = F (zacosy —yasin-y) (A.5)

donde F’ es la fuerza medida por el dinamémetro. Para mantener al cable AC' practicamente
vertical, se utilizaron las dimensiones L = 700 mm y A = 2250 mm. La mdquina fabricada por

Kecman se muestra en la figura A.2.

Figura A.2: Maquina completa fabricada por Kecman para realizar el ensayo de flexion de viga
en voladizo. Imagen de Kecman (1979).
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B. Resultados experimentales reportados por Kecman (1979)

Figura B.1: Caso 1, 15 mm X 45 mm X 1.3 mm. CCBP, curva ¢, — o,, y dimensiones de la
seccion del tubo rectangular. Imagen de Kecman (1979).

Figura B.2: Caso 2, 38.1 mm x 50.8 mm x 1.26 mm. CCBP, curva ¢, — o,, y dimensiones de
la seccion del tubo rectangular. Imagen de Kecman (1979).
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Figura B.3: Caso 3, 87 mm X 104 mm x 0.813 mm. CCBP, curva ¢, — 0,, y dimensiones de la
seccion del tubo rectangular. Imagen de Kecman (1979).

Figura B.4: Caso 4, 38.4 mm X 38.4 mm x 1.6 mm. CCBP, curva ¢, — 0,, y dimensiones de la
seccion del tubo rectangular. Imagen de Kecman (1979).
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Figura B.5: Caso 5, 103 mm x 100 mm x 0.813 mm. CCBP, curva ¢, — 0,, y dimensiones de
la seccion del tubo rectangular. Imagen de Kecman (1979).

Figura B.6: Caso 6, 45.2 mm x 29.3 mm X 3.25 mm. CCBP, curva ¢, — 0,, y dimensiones de
la seccion del tubo rectangular. Imagen de Kecman (1979).
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Figura B.7: Caso 7, 38 mm X 19 mm x 1.26 mm. CCBP, curva ¢, — o,, y dimensiones de la
seccion del tubo rectangular. Imagen de Kecman (1979).
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C. Validacion de simulacion computacional del ensayo de fle-
xion de viga en voladizo

Las curvas caracteristicas de bisagra pldstica obtenidas de simulaciones computacionales
del ensayo de flexién de viga en voladizo se compararon con los resultados experimentales
reportados en el apéndice B. Las curvas fueron calculadas con simulaciones computacionales
del ensayo de viga en voladizo utilizando los modelos presentados en las figuras 3.1y 3.2, y las

ecuaciones 3.1 y 3.2. La longitud del perfil es igual a 15 veces la altura de la seccién (L = 150).
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Figura C.1: Caso 1, 15 mm x 45 mm X 1.3 mm.
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Figura C.2: Caso 2, 38.1 mm x 50.8 mm x 1.26 mm.
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Figura C.3: Caso 3, 87 mm x 104 mm x 0.813 mm.
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Figura C.4: Caso 4, 38.4 mm x 38.4 mm x 1.6 mm.
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Figura C.5: Caso 5, 103 mm x 100 mm x 0.813 mm.

92



------------........ TN EXP - EFVV
3000 1 LT — 15b - EFWV
2500

2000 1

£

Z

= 1500
1000

500 -
0 T T T T T T T
0.0 2.5 5.0 7.5 100 1255 150 175  20.0
©p [°]
Figura C.6: Caso 6, 45.2 mm x 29.3 mm x 3.25 mm.
T sxs EXP-EFVV
500 - * —— 15b - EFWV
400 -
€ 300 1
=
=
200 -
100
0 T T T T T T T
0.0 2.5 5.0 7.5 100 125 150 175  20.0
Op [°]

Figura C.7: Caso 7, 38 mm X 19 mm X 1.26 mm.
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