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RESUMEN

Desde los inicios del hormigon estructural hasta la fecha se han dedicado muchos esfuerzos de investigacion a la cuestion del disefio a cortante de
elementos sin armadura transversal. Esto ha permitido una serie de avances notables en la comprension del fenémeno, que en la actualidad se admite
como dependiente de un ndmero de mecanismos de transferencia de cortante en el hormigén fisurado, tales como el engranamiento entre los aridos,
relacionado con la abertura de fisura y su deslizamiento, la capacidad remanente a traccién del hormigon tras la fisuracion, el efecto pasador de las
armaduras y la inclinacion de la biela comprimida.

En los ultimos afios, equipos independientes de investigadores han confirmado esto a través de medidas detalladas llevadas a cabo con Correlacion
de Imagen Digital (Digital Image Correlation) sobre los ensayos realizados, y mediante la integracion de las leyes constitutivas que gobiernan la
transferencia del cortante. De acuerdo a la realidad fisica contemplada, se han desarrollado teorias claras y basadas en la ciencia permitiendo a los
investigadores, por un lado replicar la respuesta ante el cortante de una manera realista, y por el otro llevar a cabo predicciones mas exactas sobre la
capacidad resistente de los elementos.

Una de estas teorias, cimentada en datos experimentales y respaldada por la modelizacién mecanica, es la Teoria de la Fisura Critica de Cortante
(Critical Shear Crack Theory, CSCT por sus siglas en inglés). En este articulo, se resefian las leyes fundamentales de la teoria, y se relacionan con la
respuesta experimental de vigas sometidas a cortante. Basaindose en estos principios, se presenta un modelo fisico-mecanico con objeto de implemen-
tar los conceptos bésicos del CSCT. En funcién de estos resultados, se justifica la pertinencia de definir un criterio para evaluar los fallos de cortante,
que se pueda formular de una manera simplificada y adecuada para el disefio. El objetivo de este criterio es conducir a expresiones de disefio coher-
entes, lo suficientemente simples como para ser utilizadas en la practica.

Es especialmente interesante mencionar que el fundamento mecénico del modelo permite reproducir naturalmente fenémenos fisicos, tales como
los efectos debidos a la deformacién del acero pasivo o el efecto de escala, que pueden ser evaluados de una forma exacta teniendo en cuenta la
respuesta no lineal de un elemento de hormigén armado posiblemente fisurado. Este planteamiento es coherente con la fisica subyacente y es consid-
erablemente mas general que los llevados a cabo en el pasado, donde las férmulas empiricas se corregian con un término debido al efecto de escala,
para considerar este fenémeno (teniendo como consecuencia que la formula no fuera necesariamente consistente o valida fuera de sus rangos de
calibracién). En base a la evidencia referida, este articulo responde de una manera cientifica, detallada y transparente a las criticas realizadas por A.
A.Dénmez and Z. P. Bazant en relacién a las hipétesis de CSCT.

PALABRAS CLAVE: Teoria de la Fisura Critica de Cortante, Codigos de disefio, evidencia experimental, esfuerzo cortante, acciones susceptibles de transferir cortante, efecto
de escala.
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ABSTRACT

Many research efforts have so far been devoted to the topic of shear design of members without transverse reinforcement since the first development
in structural concrete. This has allowed a number of significant advances in the understanding of the phenomenon, which is currently acknowledged
to depend upon a number of shear-transfer actions in cracked concrete such as aggregate interlocking related to crack opening and sliding, the residual
tensile strength of concrete after cracking, dowelling of the reinforcement and the inclination of the compression chord.

In the last years, independent teams of researchers have confirmed this by means of detailed measurements on tests performed with Digital Image Cor-
relation and by integrating constitutive laws governing the transfer of shear. In agreement to the observed physical reality, clear and scientifically based
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theories have been developed allowing researchers to reproduce the shear response in a realistic manner and to perform more accurate predictions on the
strength of members. One of these theories, grounded on experimental facts and supported by mechanical modeling, is the Critical Shear Crack Theory
(CSCT). In this paper, the fundamentals of the theory are reviewed, linking them to the experimental response of beams in shear. Based upon these
fundamentals, a general physical-mechanical model is presented to implement the CSCT basic ideas. On the basis of these results, the aptness of defining
a criterion to assess failures in shear is justified, which can be formulated in a simplified manner and is suitable for design. The aim of this criterion is to
lead to consistent design expressions, sufficiently simple to be used in practice.

It is particularly interesting that the mechanical basis of the model allows natural reproduction of physical phenomena, such as size and reinforcement
strain effects, that can be assessed in an accurate manner considering the nonlinear response of a potentially cracked reinforced concrete member. This
approach is consistent with the underlying physics and is significantly more general than approaches followed in the past, where empirical formulas were
corrected with a size effect term to account for this phenomenon (imposing an effect on a formula which is not necessarily consistent or valid outside
its ranges of calibration). Based on the evidence reviewed, this article replies in a scientific, detailed, and transparent manner to a number of criticisms by

A.A.Dénmez and Z. P. BaZant on the assumptions of the CSCT.

KEYWORDS: critical shear crack theory, design codes, experimental evidence, shear strength, shear-transfer actions, size effect.
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1.
INTRODUCCION

La cuestion de la resistencia a cortante de vigas y forjados
unidireccionales sin armadura de cortante ha sido polémica
y estado sujeta a debate cientifico durante maés de un siglo.

La importancia practica del asunto esta relacionada con la
amplia variedad de casos practicos donde la resistencia a cor-
tante del hormigén fisurado sin armadura transversal puede
regir el disefio de estructuras de hormigén armado.

Es el caso no solo para estructuras sencillas como muros de
contencion o zapatas (figura 1a,b), sino también de estructuras
complejas y redundantes como forjados unidireccionales o vi-
gas, laminas y forjados bidireccionales con cargas concentradas
en las inmediaciones de los apoyos (figura 1c-f).

A diferencia de la complejidad y el amplio nimero de
casos practicos donde la resistencia a cortante puede regir
la capacidad de transmision de carga, en el pasado la mayor
parte de la investigacién ha sido realizada sobre los llamados
"ensayos académicos", correspondientes en su mayoria a vigas
simplemente apoyadas bajo cargas concentradas (piezas isos-
taticas, véase la figura 1g)[1].

Practical needs

/\ Testing
Experimental

Dada la complejidad del fenémeno, las disposiciones para
el disefio frente a esfuerzo cortante en la normativa han esta-
do fundamentadas durante muchos afios en expresiones em-
piricas calibradas a partir de los datos de ensayos disponibles
(ACI 318[2], EC-2:2004[3]).

Este enfoque ha resultado ser problematico ya que el uso
de una formula empirica fuera de su rango de calibracion
puede conllevar a resultados inseguros [4,5], que podrian
producirse teniendo en cuenta la amplia variedad de tipo-
logias estructurales y parametros geométricos usados en la
practica (raramente cubiertos por ensayos académicos reali-
zados en un laboratorio, figura 1g).

Desde la introduccién de dichas féormulas empiricas, se
han realizado esfuerzos para incluir cada vez mas factores
de correccion en aras de ampliar su validez (por ejemplo, en
ACI 318, mediante la inclusion de la influencia de la cuantia
de armadura, hormigones ligeros [2] o més recientemente, el
efecto de escala [6]).

Sin embargo, este enfoque atin hereda los mismos proble-
mas; las estructuras reales son muy distintas de los ensayos
académicos (véase la figura 1) y la inclusion de factores de
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Figura 1. Casos tipicos de elementos sin armadura transversal donde el disefio frente a cortante puede ser dimensionante: (a) Muros de contencién;
(b) Zapatas; (c) Tineles "cut-and-cover”; (d) elementos lamina; (e) puentes losa; (f) tableros de puente sometidos a cargas concentradas; y (g) ensa-
yos académicos tipicos para investigar fallos por cortante.

26 — Muttoni, A., Fernandez Ruiz, M. (2024) Hormigon y Acero 75(302-303); 25-40


https://doi.org/10.1002/suco. 201900193

correccién no garantiza una aplicabilidad segura de las for-
mulas de disefio mas alla de los limites de calibracién (en
pardmetros y esquema estdtico) o permite una comprension
del comportamiento mecanico para proyectar.

Como consecuencia de esta situacién poco convincente,
los esfuerzos destinados a la investigacién han abandonado de
forma significativa el planteamiento tradicional, con objeto
de corregir las férmulas empiricas, y se han orientado hacia
una comprension fisica de los resultados de los ensayos, con la
intencion de proponer modelos mecanicos del fenémeno, que
sean adecuados y aplicables a los casos practicos.

Por consiguiente, un gran ntmero de cédigos de disefio
actuales o sus futuras generaciones (incluyendo el MC 2010
[7] y su proxima revision, AASHTO-LRFD [8], CSA A23.3
[9], SIA 262 [10], AS3600:2018 [11] asi como la nueva ver-
sion del Eurocédigo 2 [12]) reconocen que el disefio ha de
estar basado en modelos mecanicos que describan la fisica del
problema, de forma que puedan ser adaptados a cualquier
posible caso practico, incluso incluyendo aquellos para los
que no se dispone actualmente de validacion experimental.

En dicho contexto, se han propuesto en las altimas déca-
das modelos mecanicos tanto para cortante como para pun-
zonamiento (una resefia pormenorizada del estado de su arte
puede consultarse en otras publicaciones [13,14]).

Los modelos mecanicos para el disefio frente a cortante en
elementos sin armadura transversal pueden presentar algunas
diferencias conceptuales en el tratamiento del fenémeno. Una
posible explicacion para dichas diferencias puede justificarse en
el hecho de que puede suponerse que varios mecanismos de
transferencia de cortante rigen la respuesta frente a cortante del
hormigoén fisurado y que, hasta la fecha, no hay consenso claro
de si un mecanismo de transferencia de cortante podria ser mas
relevante que los otros (o bajo qué circunstancias), y en dicho
caso, cuél es el preponderante [ 13].

Entre los posibles mecanismos de transferencia de cor-
tante, los mas significativos en elementos esbeltos han sido
identificados, como se menciona en las referencias [15,16]:
engranamiento de 4ridos (rozamiento entre los labios de la
fisura debido a su deslizamiento relativo V, en la figura 2),
resistencia residual a traccién tras la fisuracién (capacidad del
hormigén de transferir esfuerzos de traccion durante el pro-
ceso de desarrollo de fisuras, V; en la figura 2), efecto pasador
(relacionado con la cizalladura de la armadura por flexion
que atraviesa la fisura critica de cortante, V; en la figura 2) y
la contribucién debida a la inclinacion de la biela comprimida
(efecto de voladizo debido a la flexion de viga y apuntala-
miento directo capaz de resistir el cortante debido al efecto
arco, V, segtn figura 2). Una descripcién minuciosa de di-
chos mecanismos puede encontrarse en la literatura cientifica
[13,15-17].

Con objeto de proporcionar una respuesta coherente y
completa a la cuestién relacionada con la importancia de los
mecanismos de transferencia de cortante, se han obtenido
recientemente grandes avances en el conocimiento, con la
introduccién de sistemas avanzados de medida optica (tal y
como la Correlacién de Digital de Imagenes DIC)

Esta técnica permite el seguimiento del desarrollo de las fisu-
ras y sus campos de desplazamientos asociados, en particular
para la fisura critica de cortante que conduce al fallo. Dichos
avances han permitido un fructuoso debate cientifico sobre
los mecanismos que conducen al fallo por cortante, el papel

/comprcssion

Figura 2. Posibles mecanismos de transferencia de cortante en forja-
dos unidireccionales y vigas sin armadura transversal: engranamiento
de éridos (rozamiento entre los labios de la fisura debido a su desliza-

miento relativo (Va), resistencia residual a traccién tras la fisuraciéon

(V1t), contribucién debida a la inclinacién de la biela comprimida
(V¢), efecto pasador de la armadura longitudinal (Vd)

de los distintos mecanismos de transferencia de cortante y la
conveniencia de los supuestos mecanicos adoptados en los
modelos de disefio frente a cortante [15].

En el presente articulo, se expone una resefia del papel de
los distintos mecanismos de transferencia de cortante, funda-
mentada en los resultados a partir de técnicas de medicién so-
fisticadas. Sobre esta base se examina y analiza el modelo pro-
puesto por la Teoria de la Fisura Critica (CSCT) para describir
la respuesta mecanica frente al fallo por cortante de elementos
esbeltos fisurados en flexion [19-21]. Este anélisis va seguido
de una descripcion de varias simplificaciones utilizadas para la
aplicacion del método en el disefio de casos practicos

Basiandose en una descripcién plena de la teoria, se presenta
un anélisis de como el efecto de escala y la deformacion de la ar-
madura afectan a la resistencia a cortante del elemento y como
dichos efector pueden ser cuantificados directamente mediante
el uso de las ecuaciones de la CSCT. Estas consideraciones son
finalmente utilizadas en el apéndice para proporcionar una res-
puesta pormenorizada a ciertas criticas hacia la CSCT plantea-
das por A. A. Dénmez y Z. P.Bazant [6].

2.

HALLAZGOS EXPERIMENTALES RECIENTES Y
CONFIRMACIONES DE LA RESPUESTA FRENTE A
CORTANTE Y EL PAPEL DE LOS MECANISMOS DE
TRANSFERENCIA DE CORTANTE

Aunque se desarrolla hace décadas, la introduccién de la técni-
ca de Correlacién Digital de Imagenes para obtener medicio-
nes detalladas en ensayos ha sido utilizada de manera exhaus-
tiva recientemente [ 16, 17, 22].

Con esta técnica, pueden obtenerse errores de medicién
anélogos a los de los métodos de medicién tradicionales [23],
pero con la posibilidad de obtener lecturas continuas durante el
ensayo (sin necesidad de realizar etapas de medicién) y con re-
sultados registrados a altas frecuencias (superiores a 1 Hz)[17].

Para el cortante, dicha técnica permite el seguimiento del
desarrollo de la fisuracion y las cinematicas instantes antes y
después de que se alcance la méxima carga, asi como compren-
der las causas que desencadenan el fallo.

Cavagnis et al. [ 15] han estudiado recientemente mediante
esta técnica un amplio programa experimental que comprende
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Figura 3. Deformaciones y cinematicas medidas y esfuerzos interns calculados mediante leyes constitutivas (especimen SC70, figura adaptada de
la referencia [15]): (a) area de ensayo y medidas por Correlacion Digital de Imagenes, DIC; (b) anilisis de las cinematicas de la fisura critica de
cortante y deformaciones principales en la biela de compresion; (c-€) calculo de las tensiones en la fisura y fuerzas en la interfaz partiendo de las
cinematicas medidas y las leyes constitutivas; y (f) contribucién de los mecanismos de transferencia de cortante durante el proceso de carga.

17 ensayos (incluyendo vigas simplemente apoyadas bajo car-
gas concentradas, ménsulas bajo cargas distribuidas y vigas con
continuidad a momentos sobre apoyos).

La figura 3 muestra un caso de los resultados obtenidos
por medio de Correlacion Digital de Iméagenes para un ensayo
seleccionado (espécimen SC70[15]), incluyendo detalles del
patron de fisuracion (figura 3a) y sus cinemiticas correspon-
dientes (figura 3b).

Algunas conclusiones interesantes de dicha serie de ensa-
yos se resumen a continuacién (pueden consultarse los porme-
nores en otras referencias [15,17]):
 El fallo est4 controlado por el desarrollo de una fisura cri-

tica de cortante. Dicha fisura se origina normalmente por

flexién, y progresa de forma cuasi-perpendicular al eje de
la pieza hasta la fibra neutra. A partir de entonces, la fisura
critica de cortante se desarrolla de manera cuasi-paralela al
eje de la pieza (figura 3b).

+ El fallo puede desencadenarse por la union de fisuras se-
cundarias en la fisura critica de cortante (de manera estable

o inestable) o por el desarrollo de una nueva fisura incli-

nada debido a la participacién local del engranamiento de

aridos producida por el deslizamiento de la fisura [15,17].
+ La superficie de fallo coincide con la fisura original de cor-

tante total o parcialmente (dependiendo de la causa final

que produce el fallo) y requiere asimismo del desarrollo de
una fisura de delaminacién[15] a lo largo de la armadura
longitudinal (para permitir el desplazamiento relativo de
los dos cuerpos separados por la fisura critica de cortante).
 El centro instantdneo de rotacién medido que describe los
desplazamientos relativos entre los dos cuerpos separados
por la fisura critica de cortante se encuentra aproximada-
mente en el frente de la fisura critica de cortante (figura
3b). Por lo tanto, la apertura y deslizamiento de la fisura
critica de cortante cambia a lo largo del canto de la pieza.

Puede observarse que las trayectorias curvas de los despla-

zamientos entre las caras de la fisura (mas evidentes en la
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parte inferior de la misma) son una consecuencia del desa-
rrollo gradual de la fisura critica de cortante, desplazandose
la posicion del centro de rotacién en direccién casi hori-
zontal antes del fallo.

Teniendo en cuenta la apertura acumulada de las fisuras
tributarias por flexién (aquellas que no avanzan como po-
sibles fisuras de cortante), el perfil de la componente ho-
rizontal es aproximadamente lineal. Esto se muestra en la
figura 4 para un especimen del mismo programa de ensayo
indicando la region donde se desarrollan las fisuras tributa-
rias de flexion. La figura 4a muestra las cinematicas de la
fisura critica de cortante medidas (coherentes con la figu-
ra 3b) y la ubicacion de las fisuras tributarias por flexion.
Su componente horizontal de la apertura se resume en la
figura 4b, produciendo un perfil aproximadamente lineal.
Puede observarse que, si se considera tnicamente la fisura
critica de cortante, la linealidad sigue estando garantizada
hasta una distancia de aproximadamente 0.6d desde la fi-
bra comprimida mas exterior.

En el régimen elistico de la armadura, la relacion entre el
momento flector actuante y la apertura horizontal total de
la fisura critica de cortante a nivel de la armadura (u4 en la
figura 4b, parametro que puede asumirse para describir la
totalidad de las cinematicas de la fisura critica de cortante)
es asimismo aproximadamente lineal. Este hecho se de-
muestra en la figura 4c para los especimenes del programa
de ensayos de la Referencia [ 15]. Como muestran Cavagnis
et al.[21], una buena aproximacién de dicho valor puede
ser obtenida a través de la siguiente expresion:

uy=¢, b, 8]

donde £; se refiere a la longitud donde se desarrollan las fi-
suras tributarias por flexion de la fisura critica por cortan-
te (figura 4a, aproximadamente igual al canto ttil menos
el espesor del bloque comprimido [21]) y ¢, se refiere a
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Figura 4. Mediciones de las cinematicas de la fisura para el especi-
men SC59 (figura adaptada de la referencia [24]): (a) geometria de
la fisura y desplazamientos relativos medidos entre los labios de la
fisura; (b) componente horizontal de la apertura de la fisura; y (c)
componente horizontal de la apertura acumulada de fisura a la altura
de la armadura, en funcién del momento aplicado para distintos espe-
cimenes.

la deformacion de la armadura (en la posicion de su in-
terseccion con la fisura) calculada por mera consideracion
del equilibrio y asumiendo un comportamiento elastico
de la armadura.

Es interesante sefialar que, partiendo de las medidas del cam-
po de desplazamientos (geometria de la fisura y cinematicas
asociadas), la contribucion de los distintos mecanismos de
transferencia de cortante puede ser obtenida mediante inte-
gracion de las leyes constitutivas fundamentales de los mate-
riales y garantizando las condiciones de equilibrio (vertical,
horizontal y de momentos flectores).

Cavagnis et al. [15] han presentado una metodologia de-
tallada a tal efecto teniendo en consideracion los postulados
del modelo bifésico de Walraven [25] respecto al engrana-
miento de aridos relativo al deslizamiento de la fisura, las for-
mulaciones de Hordjik (u otras alternativas) para la resisten-
cia residual a traccion tras la fisuracion del hormigon [26,27],
la respuesta de la armadura y la resistencia del recubrimiento
del hormigén (teniendo en cuenta el efecto de la deforma-
cién de la armadura de acuerdo con las referencias [28,29])
para el efecto pasador asi como la inclinacién medida de las
deformaciones principales de compresién para evaluar la
contribucién de la biela comprimida [20].

Un ejemplo de las tensiones calculadas en la fisura critica
de cortante segiin este procedimiento puede verse en la figu-
ra 3¢,d (especimen SC70 [15]). Se obtiene por consiguiente
una descripcion plena de las fuerzas actuantes en el diagrama

de cuerpo libre delimitado por la fisura critica de cortante,
asi como el desarrollo de las contribuciones de los distintos
mecanismos de transferencia de cortante durante el proceso
de carga (figura 3f).

Resulta interesante observar en dichos resultados que el
engranamiento de los aridos y las tensiones residuales de trac-
cién transmitidas a través de la fisura critica de cortante se
concentran en el idrea donde la apertura de la fisura critica
de cortante contintia siendo escasa. Habitualmente, se trata
de la zona de la fisura inalterada por la presencia de las fisu-
ras secundarias de flexion (zona por encima de una distancia
aproximadamente igual a 0.6d desde la fibra méis comprimi-
da, véanse las figuras 3e y 4b).

Asimismo, puede verse que algunas acciones pueden di-
mensionar en ciertos escalones de carga, aunque pueda dis-
minuir su contribucién relativa posteriormente (por ejemplo,
en el caso de la figura 3f, la contribucién de la biela inclinada
se reduce paulatinamente y en ultima instancia el fallo es
ocasionado en gran medida por el engranamiento de los ari-
dos relacionado con el deslizamiento de la fisura).

La resefia de dichos enfoques asi como la comparacién
con resultados de ensayos pueden consultarse en otras refe-
rencias [15].

La validez del planteamiento ha sido constatada reitera-
damente para distintos esquemas estaticos, condiciones de
carga y zonas de fallo [15,16].

Este hecho puede constatarse en la figura 5 para la se-
rie completa de ensayos de Cavagnis et al. [15], donde se
muestra una buena congruencia para los distintos parame-
tros mecénicos, en particular para los distintos mecanismos
de transferencia de cortante preponderantes (la accion de la
biela comprimida rige cuando el frente de la fisura critica de
cortante se encuentra proximo a la zona cargada, prevalecien-
do la transferencia de esfuerzos a través de la fisura critica en
caso contrario).

Las diferencias entre los esfuerzos cortantes medidos y
calculados pueden ser explicadas en parte al reparar en que el
analisis depende del perfil de la fisura medido en la superficie
y que este no es necesariamente constante a lo largo del an-
cho de la pieza. Sin embargo, como muestran Cavagnis et al.
[15] tras analizar los resultados de varios perfiles internos de
fisuras (medidos una vez que los dos cuerpos divididos por la
fisura critica de cortante se desprenden tras el ensayo), dichas
diferencias son razonablemente comedidas.

De igual modo, otros grupos de investigadores [16,22,30]
han realizado analisis independientes de la contribucion de
los mecanismos de transferencia de cortante siguiendo una
metodologia similar, obteniendo resultados igualmente cohe-
rentes.

3.
EL MODELO MECANICO DEL CSCT

Como se ha constatado en pruebas experimentales y ha sido
analizado anteriormente, el fallo por cortante en piezas sin
armadura transversal se produce por el desarrollo de una fi-
sura critica de cortante. Los criterios de la teoria de la fisura
critica de cortante se establecen en los afios noventa [32],
basandose en dicha observacion y de forma coherente con la
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Figura 5. Analisis de los mecanismos de transferencia de cortante para distintos elementos y tipos de carga: (a) detalles de la serie de ensayos de
Cavagnis et al.[ 15] basadas en el patron real (medido) de fisuracion, cinematicas y leyes constitutivas para el engranamiento de 4ridos relativo al
deslizamiento de la fisura, capacidad a traccion residual del hormigén tras la fisuracion, efecto pasador relativo a la armadura transversal e inclina-
cion de la biela comprimida y (b) posiciones correspondientes (medidas) de la posicion del frente de la fisura critica de cortante durante el fallo.

labor precursora de Kinnunen y Nylander en la descripcién
de los fallos por punzonamiento [31].

La teoria experimentd a partir de entonces un niimero de
avances y se ha formulado para resolver tanto los fallos por
corte puro como por punzonamiento. Las hipétesis principa-
les de la teoria son sencillas y pueden resumirse como sigue
(una resefia pormenorizada de las hipétesis puede consultar-
se en otro lugar [20,34,35]):

1. La capacidad a cortante se rige por el desarrollo (forma,
posicion y cineméticas) de una fisura critica de cortante.

2. Ladistribucién del deslizamiento y la apertura de la fisura
varian a lo largo de la altura de la fisura y se rige por las
cinematicas de la fisura, teniendo en cuenta que el centro
de rotacién que describe los desplazamientos relativos en-
tre los cuerpos separados por la fisura critica de cortante
se encuentra en el frente de la fisura.

3. Varios mecanismos de transferencia de cortante pueden
resistir esfuerzos cortantes: engranamiento de aridos de-
bido al deslizamiento de la fisura, capacidad a traccién
residual del hormigon fisurado, efecto pasador de la arma-
dura interceptada por la fisura, y la inclinacion de la biela
comprimida.

4. La cantidad de esfuerzo cortante transferida por cada ac-
cién susceptible de transmitir cortante puede ser calcula-
da bajo las condiciones de equilibrio, compatibilidad y las
leyes constitutivas de los materiales.

5. El fallo ocurre cuando la demanda de cortante iguala la
capacidad de un cuerpo libre definido por la fisura critica
de cortante (suma de todas las acciones susceptibles de
transferir cortante, véanse las definiciones en la figura 2)
para transferir esfuerzos cortantes, esto es:
Ve=V,+V,+Vi+V, (2)

Para fallos por cortante, puede asumirse que la fisura critica

por cortante se desarrolla en cualquier seccién dada y se ca-

racteriza por un perfil bilinear [20] (véase la figura 6a). Los
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angulos y las distancias adoptadas por la CSCT para describir
la fisura critica de cortante (figura 6b) se describen y justifican
exhaustivamente en otra parte [15,21] y han sido ratificadas
sistematicamente mediante comparacién con los resultados
de los ensayos.

Basandose en la forma y cinemiticas asumidas (con una
posiciéon del centro de rotacion en el frente de la fisura, véase
la figura 6a,b y teniendo en cuenta dos sélidos rigidos divididos
por la fisura critica de cortante, véanse las figuras 6a,b y los
resultados experimentales de la figura 4a) y suponiendo que
el giro relativo puede ser descrito como una funcién de la de-
formacion en la armadura de flexién (en la posicion donde la
fisura de cortante intercepta la armadura por flexién [15,21],
véase la figura 6¢ y la ecuacion (1)), pueden calcularse el perfil
integro de la apertura y del deslizamiento de la fisura a lo largo
de la altura de la fisura (figura 6c-¢).

La integracion de las tensiones a lo largo del perfil sim-
plificado de la fisura por cortante (consecuentemente con la
metodologia seguida para la interpretacién de las mediciones
por Correlacion Digital de Iméagenes), permite en ultima ins-
tancia calcular las distintas contribuciones de transferencia de
cortante. La posicién real de la fisura critica de cortante se de-
termina por tanto en la seccion transversal mas débil posible.
Los pormenores de este enfoque pueden encontrarse en otro
lugar [24].

Un ejemplo de la aplicacion de los principios del CSCT
para calcular la resistencia a cortante se muestra en la figura 7,
donde las contribuciones de la resistencia residual a traccion
del hormigén fisurado y del engranamiento de aridos relacio-
nado con el deslizamiento de la fisura se integran (de acuerdo
con las correspondientes leyes constitutivas, figura 7a-d) asi
como la contribucién del efecto pasador y da la inclinacién de
la biela comprimida (figura 7e-h).

Sumando la contribucién de todos los efectos posibles, se
puede obtener también la resistencia a cortante total como
la cantidad de cortante resistida por cada efecto. La figura 8
muestra para los casos investigados previamente (figura 5) una
comparacién de las fuerzas integradas a lo largo de la geome-
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tria medida de la fisura (columnas a la izquierda) y a lo largo
de la geometria simplificada de la fisura (columna derecha).
Como puede observarse, se obtiene una buena concordancia
en términos tanto de resistencia total, de contribucién de los
distintos efectos, y del efecto principal.
Es interesante sefialar las siguientes cuestiones en el mode-
lo general de CSCT:
»  El modelo considera una geometria y posicioén variables de
la fisura critica de cortante.
« El modelo considera una apertura y deslizamiento varia-
bles a lo largo de la fisura critica de cortante.
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« Dado que la resistencia a cortante depende de la aper-
tura de la fisura, el modelo tiene en cuenta directamente
los efectos de escala y de la deformacién de la armadura
[20,36].

« Laintegracion de las tensiones permite determinar no solo
la resistencia sino también la cantidad de cortante transmi-
tida por cada accion.

Basandose en este modelo general y los principios de CSCT
[20], puede demostrarse que una manera muy conveniente de
representar la capacidad de una pieza para transferir esfuerzos
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Figura 8. Comparacién de los mecanismos de transferencia de cortante en vigas para la serie de ensayos de Cavagnis et al.[ 15] basada en leyes cons-
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cortantes es por medio de un criterio de fallo. Este criterio
establece la cantidad de cortante que puede transmitirse para
un nivel de deformacién dado en la pieza (asociado a un perfil
de apertura de fisura y de deslizamiento en la fisura critica de
cortante) y para las propiedades de los materiales dadas (acero,
hormigén fisurado y no fisurado).

Por razones de sencillez, la informacién a nivel de defor-
macién (perfil de apertura y deslizamiento de la fisura) puede
expresarse de forma condensada por medio del producto de
la deformacién de la armadura y el canto 1til de la pieza de
forma analoga a la ecuacion (1) (al despreciar el tamafio del
bloque de compresiones con respecto al canto til de la pieza
y asumiendo que la longitud ¢; en la ecuacion (1) es propor-
cional al canto 1til d).

Asimismo, la influencia del tamafio del 4rido en la capaci-
dad de transferencia de esfuerzos cortantes a través del hormi-
gon fisurado se considera por medio de una rugosidad equiva-
lente (normalmente denominada como dy, = dyo + d,, donde
dy es un valor constante de 16 mm de acuerdo con Muttoni y
Fernandez Ruiz [19], d, se refiere al tamafio méximo del arido
y el valor d, esta habitualmente limitado a 40 mm [21]), y las
propiedades del hormigon fisurado.

En la figura 9a se muestra un ejemplo del calculo numérico
del criterio de fallo por integracion de tensiones (usando los
parametros de normalizacién descritos previamente en el eje
horizontal). Esta figura proporciona detalles adicionales en tres
etapas distintas (denominadas A, B y C) asociadas a aperturas
relativamente bajas, moderadas y elevadas de la fisura critica
de cortante.

Como se muestra en la figura 9b, para aperturas de fisura
crecientes, las tensiones transmitidas a través de la fisura cri-
tica de cortante se concentran en areas menores (mas cerca-
nas al frente de la fisura), disminuyendo por consiguiente su
contribucién total a la transferencia de esfuerzos cortantes. En
consecuencia, la fuerza transmitida por dichos mecanismos de
transferencia de cortante se reduce para valores crecientes de
la apertura de la fisura critica de cortante, véase también [20].

Se observa una respuesta similar en cuanto al efecto pa-
sador y la contribucién de la biela comprimida. Respecto al
efecto pasador, la capacidad de transferencia de esfuerzo cor-
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tante se reduce para aperturas de fisura crecientes ya que la
resistencia del recubrimiento al desconchamiento disminuye
asimismo para niveles elevados de deformacion en la armadura
[15]. En cuanto a la inclinacién de la biela comprimida, su
contribucién a la transmision de esfuerzo cortante también se
reduce en tanto que el apoyo directo no domine (vigas esbel-
tas) debido a las condiciones de equilibrio de los componentes
anteriores (véase las referencias [20,21]).

La forma practicamente hiperbélica del criterio de fallo (fi-
gura 9a), con tensiones decrecientes para niveles crecientes de
deformacién, se reproduce sisteméticamente para piezas que
fallan a cortante, independientemente de los parametros me-
canicos y el esquema estatico [21].

A este respecto, es interesante sefialar que los criterios de
fallo muestran una dispersion reducida incluso para variacio-
nes relativamente grandes en los pardmetros mecénicos (véase
la figura 9¢) y pueden ser aproximados razonablemente me-
diante una expresién simplificada (como se explica en la si-
guiente seccién).

4.
SIMPLIFICACIONES DE LA FORMULACION GENERAL
DE LA CSCT PARA EL DISENO

Habitualmente la integraciéon numérica de los mecanismos de
transferencia de cortante suele requerir de mucho tiempo y es
necesario un procedimiento simplificado a efectos de disefio.
Para aplicaciones practicas, y basiandose en la dispersién relati-
vamente limitada de la integracién numérica del criterio de fa-
llo (véase la figura 9¢), puede adoptarse una expresion simpli-
ficada para definir el criterio de fallo. Una expresién adecuada
del criterio de fallo ha sido propuesta por Muttoni y Fernandez
Ruiz [19] (basandose en trabajos previos [31]), adoptando las
siguientes simplificaciones en el modelo general de CSCT:

« Se considera que la resistencia a cortante (como se refleja
en ensayos meticulosamente detallados) depende de:
- Las propiedades del hormigén, expresadas mediante la
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raiz cuadrada de la resistencia a compresién (f.) y el
tamafio del 4rido (d,, relacionado con la rugosidad de
una superficie fisurada y que influye en las propiedades
del hormigén fisurado [20])

- La apertura y deslizamiento que se desarrollan local-
mente a lo largo de la fisura critica de cortante. Estos
pardmetros varian a lo largo de la altura de la pieza,
pero pueden ser caracterizados por un valor de refe-
rencia (w) que sintetiza las cinematicas consideradas
(véase la seccion anterior).

La resistencia a cortante puede por tanto ser expresada

como:

D E fw dy, ®)

donde V, se refiere a la resistencia a cortante, b al ancho de
la pieza y d a su canto 1til.

+ Se asume que el valor de referencia de la apertura de la fi-
sura critica de cortante es proporcional al producto de una
deformacién de referencia por el canto atil de la pieza:

woce-d 4)

De acuerdo con Muttoni y Ferndndez Ruiz [19], la de-
formacién de referencia puede evaluarse debidamente a ni-
vel de armadura como se ha mostrado anteriormente (véase
asimismo la referencia [21]) o con resultados similares a una

distancia de 0.6d desde la fibra méas comprimida (regién no
perturbada por las fisuras secundarias de flexién) en una sec-
cién de control dada. Esta hipétesis fue justificada en la ecua-
cion (1). Bajo estas consideraciones, se propuso la siguiente
expresion como formulacion simplificada del criterio de fallo:

Ve _ 1 1
bdJf 3 1412024

dgo-l-dg

(Unidades SI : MPa,mm) (5)

Estas hipotesis constituyen simplificaciones del modelo
CSCT completo descrito en la seccién anterior a fin de pro-
porcionar una formulacién analitica sencilla. Se considera
que el descenso en la capacidad de transferencia de cortante
(teniendo en cuenta la suma de todos los posibles mecanis-
mos de transferencia de cortante) se rige por el término ed/
(dyo + d,) relativo a la apertura de fisura de cortante de re-
ferencia y a las propiedades del hormigén (rugosidad de los
labios de la fisura y respuesta del hormigén fisurado). Esta
hipétesis proporciona una concordancia muy razonable con
el modelo mecanico de CSCT y con los resultados de ensayos
disponibles (véase la figura 10).

Ademas del criterio de fallo, a fin de calcular la resistencia
a cortante, es necesario determinar la relacién entre la de-
manda de cortante (esfuerzo cortante aplicado) y el valor de
referencia de la apertura de fisura. A tal efecto, puede adop-
tarse como hipétesis simplificada una respuesta lineal entre
el momento flector actuante en el frente de la fisura y las
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deformaciones horizontales de la pieza (véase la figura 4c).
Lo cual puede llevarse a cabo, segiin Muttoni y Fernindez
Ruiz [19], suponiendo por ejemplo una respuesta lineal-fisu-
rada del hormigén armado en flexién (distribucién lineal de
tensiones en el hormigén sin capacidad a traccién)[37,38].
En ese caso, suponiendo un comportamiento elastico de la
armadura de acuerdo con [19]:

_ M 0.6dd—c (6)
&=
bdpEd-c/3) d-c

donde M es el momento flector actuante en la seccién de
control, p es la cuantia geométrica de la armadura longitu-
dinal, E, el médulo de elasticidad de la armadura y c es la
profundidad del bloque comprimido (supuesto con una dis-
tribucion lineal de tensiones) [19].
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Figura 10. Comparativa de la simplificacién analitica del criterio de
fallo de la CSCT con resultados de 269 ensayos (base de datos de
acuerdo con la Referencia [19]).

La ecuacion (6) puede ser introducida directamente en el
criterio de fallo (ecuacion (5)) para calcular la resistencia al
fallo, lo que conduce a la siguiente forma cuadratica cerrada
de la resistencia a cortante (véase deduccion pormenorizada
en la referencia [20]):

Ve 3 14V 120 (a-d/2) 0.6d d—c -1 7)
bd\/f do+d; bdpE (d-c/3) d—c
a/d B

La ecuacion (7) puede expresarse como [20]:

Vr _—1+\/1+4# (8)
bdJf 64

Esta ecuacion permite un célculo directo de la resistencia a
cortante y ha sido obtenida de manera coherente con las hi-
potesis de CSCT introduciendo una serie de simplificaciones
razonables.

Otras simplificaciones en el contexto de CSCT han sido
propuestas por Cavagnis et al [21,24,39]. Siguiendo una me-
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todologia similar (aprovechando y corroborando ampliamen-
te el minucioso modelo numérico de CSCT presentado en
este articulo), se propuso una expresion alternativa del crite-
rio de fallo, conduciendo a una expresiéon de disefio de forma
cerrada mas sencilla [39]:

173

VR 06 ddg
- 100 f; ®
bd ( S

donde y. se refiere al coeficiente parcial de seguridad (habi-
tualmente y.=1.5 en disefio), f, a la resistencia caracteristica
de compresioén del hormigén, a a la luz de cortante y dy = 16
mm + dg (€40 mm, de acuerdo con la Referencia [21]).

Todos los particulares del criterio de fallo y de la obten-
cién analitica de las expresiones puede consultarse en otro
lugar [24,39].

Esta expresion es de aplicacion directa en la practica, ha
mostrado buena concordancia con los resultados de ensayos
disponibles (véanse las referencias [13,24,39]) y esta inclui-
da actualmente en el borrador del futuro Eurocodigo 2 [12]
para estructuras de hormigén. Es interesante observar que
la expresion propuesta, aunque obtenida analiticamente del
modelo mecéanico, muestra ciertas similitudes de forma con la
expresion empirica propuesta por Zsutty [40] y adoptada por
la versién actual del Eurocodigo 2 (EN1992-1-1:2004 [3]).

5.
CONSIDERACION DEL EFECTO ESCALA Y LA
DEFORMACION DE LA ARMADURA

Una de las ventajas mas significativas de una teoria fisica es
que, si se formula adecuadamente y se basa en premisas solidas,
es capaz de reproducir los fenémenos observados sin necesidad
de introducir factores de correccion. Este es el caso en parti-
cular de la CSCT con respecto a la consideracion del efecto
escala (reduccién de la resistencia al corte unitaria normaliza-
da para especimenes idénticos pero de tamafio creciente). Dos
estudios pormenorizados al respecto, que proporcionan la for-
mulacién matematica necesaria y su implementacion, han sido
publicados en otro lugar [20,36]. En esta seccion, se abordaran
brevemente las consideraciones més interesantes:

+ La CSCT no necesita de ninguna correccién para tener
en cuenta el efecto escala o los efectos de la deformacion
de la armadura ya que dichos fenémenos son capturados
automaticamente a partir de sus hipétesis. Las piezas con
mayor canto muestran mayores aperturas de fisura en la
zona sin armar para el mismo nivel de deformacién de la
armadura, y por tanto menores resistencias unitarias (efec-
to de escala).

+ Cuando puede asumirse una respuesta lineal de la armadu-
ra (y por tanto en términos de respuesta carga-deformacion
[20,36], véase también la figura 4c), la ley completa del
efecto de escala [41] puede ser obtenida directamente bajo
la ecuacion (8), que muestra la transicion desde el anélisis
limite (para piezas de tamafio reducido) hasta la mecanica
de fractura lineal (MFL para piezas de gran tamaifio). La
pendiente para tamafios elevados (d — =) puede ser cal-
culada a través de la ecuacion (8) y resulta igual a -1/2 en
escala logaritmica (de acuerdo con MFL):
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Figura 11. Influencia del efecto de escala: (a) comparativa del célculo de la carga dltima de la Teoria de la Fisura Critica de Cortante (CSCT) (ecua-
cion (8)) con resultados de 269 ensayos (base de datos de acuerdo con la Referencia [19]) y (b) comparativa de la ley del efecto de escala calculada
de acuerdo a la CSCT (ecuacion (8)) y la expresion simplificada de disefio (ecuacion (9)) para dos casos representativos.

Estos resultados (véase la figura 11a, normalizados en el eje
de abscisas por el parametro d, = f d/a) son coherentes con los
valores observados para la ley de efecto de escala.

« Ademais de la congruencia para respuestas lineales (com-
portamiento tipico de vigas isostéiticas y forjados unidirec-
cionales), el modelo también proporciona una respuesta
adecuada cuando cabe esperar un comportamiento no
lineal. Este tema ha sido estudiado exhaustivamente por
Fernindez Ruiz y Muttoni [36] para piezas con continui-
dad estructural y posibles redistribuciones de esfuerzos
internos durante el proceso de carga (lo que conduce a
cambios en la ratio entre el cortante actuante y el flector
en la secciéon de control). En estos casos, el efecto de escala
calculado con la CSCT es mas leve (de acuerdo con la res-
puesta tedrica de la mecanica de fractura para dichos casos
[42] y puede ser obtenido para cada caso particular dando
lugar a pendientes asintéticas tipicas en representacion lo-
garitmica de aproximadamente -1/3).

+ Los planteamientos sobre la congruencia de la teoria para
respuestas lineales y no lineales también son validas en
todo su alcance en el caso de punzonamiento de forjados
bidireccionales [20]. En este caso, la respuesta carga-de-
formacién es altamente no lineal ya que la redistribucion
de esfuerzos internos (momentos radiales/tangenciales)
ocurre debido a la fisuracién paulatina y la plastificacién
de la armadura de negativos. En caso de que pudiese su-
ponerse una respuesta lineal [20], la pendiente asintética
obtenida con el CSCT seria correcta (-1/2,[20] de acuer-
do con la mecénica de fractura lineal). Si se considera una
respuesta no lineal realista de la estructura (asumiendo en
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cualquier caso que la pieza se encuentra fisurada debido a
acciones externas o estados de autotensién), la pendiente
asintdtica es de nuevo sistematicamente mas moderada
(aproximadamente entre -1/2.5 y -1/3 en representacion
logaritmica, como reconocen otros autores[43,441).[20]

Estos resultados demuestran la generalidad y coherencia del
planteamiento, asi como la solidez de sus hipoétesis, reprodu-
ciendo automaticamente los fenémenos. Este enfoque garanti-
za la obtencién de respuestas adecuadas y adaptadas respecto
al efecto de escala para casos practicos. Los autores sefialan que
Doénmez y Bazant [6] han planteado recientemente algunas
criticas sobre este tema. En el apéndice se ofrece una respuesta
amplia y clara a las opiniones planteadas en la referencia [6],
basada en el contenido del presente manuscrito.

Con respecto a la expresion de forma cerrada simplificada
para disefio (ecuacion (9)), puede observarse que aproxima el
efecto de escala de manera lineal con una pendiente de -1/3
en escala doblemente logaritmica. Esta pendiente es razona-
ble para piezas que muestran cierto nivel de redistribucién
de esfuerzos internos (como los elementos con continuidad
estructural [36]) pero es en teoria méas comedida que la pen-
diente asintdtica para piezas isostaticas con respuesta lineal.
Sin embargo, incluso para este ultimo caso, la expresion de
forma cerrada simplificada para disefio (ecuacion (9)) pro-
porciona una estimacion razonable de la ley de efecto de es-
cala completa de la CSCT para el ambito de interés prictico
(véanse los dos casos representativos en la figura 11b, con un
canto 1til variable entre 55 y 5500 mm).

Ademas del efecto de escala, pueden realizarse conside-
raciones similares respecto a la influencia del nivel de defor-



macién de la armadura. Este tema presenta similitudes con
el efecto de escala dado que deformaciones mayores en la
armadura conllevan aperturas de la fisura critica mayores y,
por lo tanto, una capacidad menor para especimenes idénti-
cos geométrica y mecanicamente. Nuevamente, esta respuesta
puede deducirse directamente de las ecuaciones basicas del
CSCT, tanto en régimen elastico como plastico de la armadura
(estando la capacidad de giro de una rétula posiblemente re-
gida en este dltimo caso por la capacidad de transferir esfuer-
zos cortantes a través de la fisura critica [45]). En otro lugar
pueden consultarse discusiones mas exhaustivas y validaciones
experimentales del CSCT para este tema en casos de fallo por
punzonamiento [46-48].

6.
CONCLUSIONES Y PERSPECTIVAS FUTURAS

Este articulo presenta una sinopsis del CSCT, con atencién
particular a sus aplicaciones en el disefio frente a cortante.
Durante los tltimos 30 afios, los aspectos fundamentales de
la teoria han sido formulados e implementados en modelos
mecénicos permitiendo a investigadores y disefiadores calcu-
lar el criterio de fallo en el caso de cortante y punzonamiento.
Durante este tiempo, innovaciones profundas en los sistemas
de medida han permitido investigar el fenémeno con un nivel
de detalle que no estaba disponible en el momento en que sus
ideas basicas fueron desarrolladas. Esto ha permitido contras-
tar sus hipétesis principales de manera precisa.

Notacion

a luz de cortante

b ancho del elemento

c profundidad del bloque de compresiones

d canto [til

dy  profundidad de la parte cuasi-vertical de la fisura critica
de cortante

dr  profundidad de la fisura critica de cortante

d;,, rugosidad equivalente superficial

d, tamafio méaximo de arido

d,y tamafio de referencia

d, pardmetro de dimension de referencia

f.  resistencia a compresion cilindrica

fa  resistencia caracteristica a compresion del hormigon
ot resistencia a traccién del hormigén

L, €r distancias que caracterizan la fisura critica de cortante

¢;  distancia a la cual se desarrollan las fisuras tributarias de
flexion de la fisura critica de cortante

q carga distribuida

ry  distancia desde el eje de aplicacion de la carga a la in-
terseccion con la fisura critica de cortante y la armadura
por flexién

rr distancia desde el eje de aplicacion de la carga al frente
de la fisura critica de cortante

u apertura horizontal de la fisura critica de cortante

uy apertura horizontal de la fisura critica de cortante a ni-
vel de la armadura

w  valor de referencia de la apertura de la fisura critica de
cortante
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Este articulo proporciona una visiéon estructurada de la
teoria clarificando sus hipétesis fundamentales, las posibles
maneras de puesta en practica de las hipétesis por medio de
un modelo mecanico y cémo, sobre esta base, pueden estable-
cerse formulaciones analiticas simplificadas para la prictica.

La solidez de las conjeturas es confirmada sistematica-
mente con ensayos y observaciones minuciosamente porme-
norizadas. Asimismo, se justifica que, ya que la teoria se basa
en un modelo mecénico congruente, es capaz de reproducir
adecuadamente fenémenos fisicos tales como la influencia
del efecto de escala en la resistencia a cortante (coherente-
mente con la mecénica de fractura lineal y no lineal) o los
efectos debidos a la deformacién de la armadura.

Como aspecto de importancia en lo tocante al futuro de
los cédigos de disefio, es opinion de los autores que los proxi-
mos codigos se fundamentaran en mayor medida en enfoques
mecanicos, comprensibles para los disefiadores, cuyos resul-
tados e hipotesis sean confirmados por minuciosas medidas
experimentales y que sean suficientemente sencillos para ser
usados en la prictica. Esto permitira superar los problemas
manifestados por los anteriores enfoques de disefio, basados
en la rectificacion de férmulas empiricas mediante la inclu-
sién de un creciente nimero de factores de correccién (como
por ejemplo para tener en cuenta el efecto de escala). Dichos
enfoques empiricos no pueden abarcar toda la rica variedad
de tipologias estructurales, acciones y pardmetros mecanicos
y limitan la comprensién de los fenémenos y la creatividad
de los disefiadores para pensar en soluciones optimizadas a la
hora de construir.

x4 xrdistancias que caracterizan la posicion de la fisura criti-
ca de cortante

A, 4rea de la armadura

E, modulo de elasticidad de la armadura

M  momento flector actuante en la seccién de control

My momento flector actuante en la secciéon donde se en-

cuentra el frente de la fisura critica de cortante

N;  esfurezo axil

V esfuerzo cortante

V. esfuerzo cortante transferido por engranamiento de ari-
dos (rozamiento entre los labios de la fisura debido a su
desplazamiento relativo)

V. esfuerzo cortante transferido por inclinacién de la biela
comprimida

V., esfuerzo cortante transferido por efecto pasador de la
armadura de flexién

Vr resistencia a cortante

V.  esfuerzo cortante transferido por la capacidad residual
a traccion del hormigén tras fisurarse (capacidad del
hormigén para transferir tensiones de traccién durante
el proceso de desarrollo de fisuras)

Ve esfuerzo cortante altimo

a, f constantes

B constantes (véase Apéndice)

PBs, Psr  dngulos que caracterizan la forma de la fisura critica
de cortante

& deformacién de referencia

&  deformacion de la armadura

y.  coeficiente parcial de seguridad del hormigon



cuantia mecanica de armadura

p

o  esfuerzo normal

o, esfuerzo residual (normal) de traccion
T esfuerzo tangencial

7, tensién de engranamiento de aridos
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APENDICE A

RESPUESTA PORMENORIZADA A LAS CRITICAS DE
DONMEZ Y BAZANT

El presente apéndice responde a las criticas planteadas por
Dénmez y Bazant [6] sobre la CSCT. Seis premisas (deno-
minadas como hipétesis en la referencia [6]) son indicadas y
comentadas por Dénmez y BaZant.

Dichas criticas son bordadas respetuosamente en las si-
guientes respuestas con razonamientos claros y cientificos
basandose en el contenido introducido en el cuerpo del pre-
sente manuscrito.

Hipétesis 1: el esfuerzo cortante, VR, transmitido por el hor-
migon a carga maxima es (tanto en CSCT como en MCFT) se
supone controlado por una apertura de fisura caracteristica w de
la fisura dominante que conlleva al fallo.

De acuerdo con las simulaciones de elementos finitos, la
apertura de fisura w es sumamente variable a lo largo de la lon-
gitud de la fisura. ; Qué apertura wy en qué posicion y tamario
de viga produciria las tensiones de cohesion que importan para
la capacidad ultima a cortante v,? No hay respuesta

Como se muestra claramente en el manuscrito, desde su de-
sarrollo més temprano hace 30 afios [32], la CSCT considera
una distribucién variable de la apertura de la fisura critica
de cortante y su deslizamiento. Dichas distribuciones se co-
rresponden con una forma bilineal de la fisura y la posicién
del centro de rotacién (que describe los desplazamientos re-
lativos entre los dos cuerpos separados por la fisura critica
de cortante) en el frente de la fisura, véanse las figuras 4 y 6
de este articulo. A efectos de disefio, esta informacién que-
da condensada en un valor nominal de la apertura de fisura,
correlacionada con el producto de una deformacién de refe-
rencia y el canto util del elemento en una seccién de control
dada (véase la ecuacion (4)).
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Hipdtesis 2: Para expresar el efecto de escala, se asume que:
(eq. 1 en la Referencia [19]):

Vu :;, a1 = 1/3 (in MPa, mm), (A1)
\/fj 1+az (w/ddg)

donde o> es una constante empirica de calibracion, f. es la re-
sistencia media a compresion del hormigon (se considera que
tanto f. como Jf. se expresan en MPa), y d,, se denomina la ru-
gosidad superficial equivalente, calculada como dy=min(d+16,
40 mm), donde d, se refiere al tamaiio maximo de arido. Un
concepto basico del modelo de la fisura cohesiva, que incluye
cohesion debido al engranamiento de aridos, es la disminucion
de la tension de cohesion a través de la fisura o. para aperturas
de fisura w crecientes. Es una propiedad del hormigon estudiada
con todo detalle desde 1980. Ya en 1990 era evidente que la
ecuacion (Al), con w apareciendo de manera lineal en el deno-
minador, no concuerda ni con los indicios experimentales sobre
el reblandecimiento post-pico de las fisuras en el hormigon, ni
con las simulaciones de elementos finitos. Hoy en dia esta gene-
ralmente aceptado que la curva cohesiva de reblandecimiento es
aproximadamente bilineal, con una caida pronunciada seguida
de una cola prolongada.

Con este comentario, parece que Ddnmez y Bazant en rea-
lidad no han entendido que la ecuacion (A1) refleja el re-
sultado de la integracién de tensiones a lo largo del cuerpo
libre definido por la fisura critica de cortante y no una tensién
local. Este hecho se explica en la figura 9, con la integracién
de leyes constitutivas avanzadas (ampliamente refrendadas
[25,26]) y teniendo en cuenta la distribucién variable de
aperturas de fisura y de deslizamiento en la fisura critica de
cortante (figura 6). Como se muestra en la figura 9, la integral
de tensiones disminuye con aperturas de fisura crecientes ya



que las tensiones se concentran en zonas mas reducidas en
las inmediaciones del frente de la fisura. Tan pronto como
la apertura de fisura a nivel de la armadura supera el limite
para el cual no pueden transmitirse tensiones de traccién, se
llega al perfil hiperbélico del criterio de fallo (como se ha de-
mostrado analiticamente [19] para respuestas simples, linea-
les y con reblandecimiento del material). A efectos practicos,
dicho perfil hiperbolico puede ser directamente adoptado
(ecuacion (5)) para simplificar la tarea de disefio.

Hipétesis 3: La apertura de la fisura diagonal predominante es
proporcional a la deformacion de referencia, ¢, es decir:

w=azed , a3 =120/a;, (A2)

donde a3 es un coeficiente empirico que depende de az, y € es una
deformacion de referencia supuesta, definida como la deforma-
cion normal en direccion longitudinal, x, en una determinada
posicién caracteristica, atravesando la fisura dominante (véase
la ecuacion en linea sobre la ecuacion 1 en la referencia [19])

(Porqué deberia la apertura de fisura, y por consiguiente la
carga ultima y el efecto de escala, estar definido por el producto
del canto util d y la deformacion ¢ en una posicion especifica?
Esto es ficticio, e imposible en la mecanica de fractura.

( Puede identificarse en los resultados obtenidos por elemen-
tos finitos alguna deformacion caracteristica que controle la car-
ga ultima? Desde luego que no. Lo que interesa en la fractura
es la liberacion de energia de deformacion almacenada por la
estructura y, en el caso de fractura cohesiva (o cuasi-fragil), asi-
mismo la resistencia a traccion del material. Sin duda no cual-
quier deformacion individual.

Como se explica claramente en la figura 6 y ha sido ya sefia-
lado en la referencia [20], la apertura de fisura varia a lo largo
de la fisura critica de cortante. La correlacién entre el valor de
referencia de la apertura de la fisura critica de cortante (que
sintetiza las cinematicas consideras), la deformacion de la ar-
madura y el canto 1til del elemento se justifica en la ecuacion
(1), véase también la figura 4.

Esta suposicion esta claramente corroborada por los resul-
tados de ensayos (figura 4), medidos con instrumentacion de
precisién y no solo por resultados de elementos finitos, cuyos
resultados dependen de las leyes constitutivas implementa-
das y son discutibles.

Hipétesis 4: La deformacion de referencia, ¢, se supone como la
deformacion normal longitudinal a una distancia d/2 de la car-
ga puntual P = V hacia el apoyo, y a una profundidad de 0.6d
desde la cara superior de la viga (eq. 2 in la Referencia [19]).

Esto es un misterio. ;Porqué deberia la deformacion de
referencia, ¢, ser medida a una distancia d/2 desde la carga
puntual, y porqué a una profundidad de 0.6d desde la cara
superior?. Estos valores son empiricos, resultantes de un esfuerzo
para ajustar parte de los indicios experimentales. Ademas, estos
valores deberian variar seguramente en el caso de vigas conti-
nuasy en T, doble T o secciones cajon, para las que las relaciones
momento-curvatura son distintas.

Como se explica en la seccion 4, dicha posicién de la fibra
de control permite calcular, de manera sistematica, un valor
nominal de la apertura de la fisura critica de cortante, correla-
cionada con la informacién integral del delizamiento y aper-
tura variables em la fisura (véase la figura 4) y por consiguien-
te, que describe el criterio de fallo (figura 9c¢). Este enfoque
es por tanto una manera practica de sintetizar la compleja
informacién de la consideracién de la forma de la fisura y
sus cineméticas en la CSCT. Una discusién pormenorizada
de las implicaciones en vigas en T de la posicién de la seccién
de control en el contexto de la CSCT y su comparacién con
vastas bases de datos puede consultarse en [49].

Hipétesis 5: La deformacion de referencia, ¢, supuesta contro-
lando la apertura de fisura, se calcula de acuerdo con la teoria
elastica lineal en vigas basada en la hipétesis de Bernoulli-Na-
vier de que las secciones planas permanecen planas (ecuaciones
2y 3 en la referencia [19]).

(Porqué deberia la deformacion de referencia, ¢, ser calcula-
da bajo elasticidad lineal si, en la carga ultima, el hormigon se
comporta de manera sumamente no lineal debido al daiio por
fisuracion? Esto es ficticio.

La pertinencia de asumir una relacion lineal entre el momento
flector actuante y la apertura de fisura es razonable (siempre
y cuando la armadura se comporte elasticamente), aceptada
en la mayoria de enfoques de disefio para flexién y cortante y
claramente de acuerdo con los indicios experimentales, véase
la figura 4. El comportamiento lineal se adopta asimismo para
estimar la posicion de la resultante en el bloque comprimi-
do para determinar un valor adecuado del brazo de palanca.
Esto no es ficcién, sino una hipotesis proxima a la realidad
y exhaustivamente corroborada con indicios experimentales.
Discusiones pormenorizadas al respecto pueden consultarse
en [20].

Hipdtesis 6: Las ecuaciones anteriores, basadas en la teoria
elastica lineal de vigas, son supuestas de aplicacion a carga
madxima (o ultima) de la viga, es decir, al inicio del fallo por
cortante bajo carga controlada.

El espiritu general del calculo del efecto de grupo en CSCT
(asi como en MCFT) es evitar la mecanica de fractura y susti-
tuirla por algun tipo de andlisis elastico lineal de vigas. Pero este
andalisis es tan solo un artificio, encaminado a proporcionar una
semlanza de logica.

El objetivo de la CSCT no es reemplazar la mecéanica de frac-
tura. Es el de proporcionar un modelo mecéinico coherente
con las minuciosas observaciones de ensayos y que pueda de-
mostrarse en concordancia con los indicios experimentales y
las respuestas fisicas de contorno (iguales a las de la mecéanica
de fractura). Es interesante asimismo sefialar que la CSCT
fue formulada por primera vez en los noventa [32] y que las
expresiones mencionadas en este articulo lo fueron en 2003
[33]. La extensa investigacion de los autores de la CSCT en
el tema del efecto de escala fue realizada en 2015 [20]. El
objetivo principal de la CSCT no era centrarse en el efecto
de grupo, sino en la mecanica del fallo por cortante, y pro-
porcionar expresiones sencillas y solidas para el disefio frente
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a cortante. La coherencia fisica de la CSCT con LEFM [20]
y la mecénica de fractura bajo resupuestas no lineales [36]
(incluyendo respuestas plasticas y la ley de efecto de escala)
es una verificacion de la solidez de la teoria y sus supuestos.
La misma solidez ha sido asimismo constatada en series
de ensayos que fueron disefiados para verificar las prediccio-
nes de la teoria con respecto a esbeltez de losas [48], tran-
sicién de fallos por corte a fallos por flexién [50] o efectos
de deformacién de la armadura [45,46]. En todos los casos,
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las predicciones establecidas por la teoria fueron sistematica-
mente confirmadas sin necesidad de introducir ninguna hi-
pétesis adicional (o factor de correccién). Como conclusion
general a las criticas de Dénmez y BaZzant [6], los autores del
presente articulo opinan que son en su mayoria originadas
por un incorrecto entendimiento de los fundamentos de la
CSCT y por la confusién entre sus postulados basicos (in-
cluyendo el refinado modelo mecénico) y la implementacién
simplificada de la teoria a efectos de disefio.





