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Eskerrak

ESKERRAK

Urte guzti hauetan nire inguruan jende ugari egon da nahiz eta seguru nagoen

eskerrak emango nizkien persona ugari faltako zaizkidan aipatzeko.

Orokorrean nire familia guztiari eman nahi dizkiot eskerra, baina bereziki nire
gurasoel, bizi honetan erakutsi didaten guztiagatik. Zuek gabe ezinezkoa izango litzateke
nagoen tokira iristea eta dudarik gabe tesi honen zati haundi bat zuena da. Bestalde nire
arrebari ere eskerrak eman nahi dizkiot, momentu txar guztiak antzematen baitizkit eta beti

baitaki zer behar dudan ondo sentitzeko.

Honetaz gain, nire bihotza lapurtu didan neskari ere nire eskerrik beroenak eman nahi
nizkioke nire bizitzako fase honetan eduki duen pazientzia guztiagatik eta eman didan babes

guztiagatik.

Bestalde, nire eskerrik beroenak eman nahi nizkieke nire tesi zuzendari izan diren Jon
Ander Esnaola eta Ibai Ulaciari. Nire bizian, nire espresatzeko gaitasuna betidanik izan da
nire trabarik haundienetakoa, baina zuei esker lau urte hauetan nire espresatzeko
gaitasuna hobetu dut, nahiz eta oraindik bide luzea dudan egiteko. Honetaz gain, zuen
tutoretza bikain eta emandako babesagatik ere eskerrak eman nahi dizkizuet. Gainera, nire
bizia fokatzerako unean ere izugarrizko aldaketa eragin dezute, garai batean inportantzie

ematen ez nien gauza ugariei izugarrizko garrantzie ematen diet eta.

Fagor Arrasate S. Coop. Eta Konikerri ere bereziki eman nahi nizkieke eskerrak tesi
hau egiteko eman didaten aukera eta finantziazioagatik. Urte guzti hauetan proiektu
honetan lan egin duten pertsona orori, Inaki Martinez, Hector Olarte eta Aritz Frojani
Fagorren aldetik eta Aitor Garrori Konikerren aldetik, egin ditugun bileratan eman dituzuen

zuen ekarpenengatik.

Mekanika eta ekoizpen industrial saila ere eskertu nahiko nuke bere taldean lan
egiteko aukera eskaintzeagatik. Aitorri eman nahiko nizkioke eskerrak fatigako makinaren
inguruan eta hondar tentsioen neurketen inguruan eman dizkidan laguntza guztiagatik.
Rafari ere eskertu nahiko nioke soldadurako prozesuaren inguruan eman didan ezagutza

guztiagatik. Tailerreko langile guztiel ere eskerrak eman nahi dizkiet, Gotzon, Arkaitz
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(tokailo) eta Urrutiari, urte guzti hauetan hainbeste mareatu arren beti laguntzeko prest

agertu baitzerate.

Urte guzti hauetan nire ondoan egon dien bekadun guztiei ere nire eskerrik beroenak
eman nahiko nizkieke beraien lanari esker lortu baitut tesi hau burutzea. Joani, nahiz eta
klasekideak izan eta hasieran nahiko galduta egon soldadurako prozesua simulatzerako
unean zure lanari esker iriki baikenuen eredu numerikoaren atea. Aritz Frojani, lanerako
zuen jarreragatik, beti zerbait egiten egon behar baitzenuen. Mikel Saez de Buruagari,
simulazioko modeloa montatzen pasa zenuen denbora guztiagatik eta balioztatzeko egin
zenuen lan guztiagatik. Patri Larrafiagari, simulazioko modeloa balioztatzeko egin zenunen
lanagatik eta Matlab-eko herramienta egiterako unean pasa zenuen denbora guztiagatik.
Borja Elguezabali, zuk garatutako script-aren eraginez hasieran pentsatzen ez genituen
soldadura konfigurazioak simulatzea lortu baikenuen. Olena Shemeti, zati experimental
guztian eman didan laguntzagatik, tailerreko makinak manejatzeko unean izan duzun
erreztasunagatik. Nahiz eta beti txarrenean jartzen zinen beti lortzen baitzenuen lana
Aurrera ateratzea. Josu Antolini, simulazioekin hartu duzun lan guztiagatik eta beti

laguntzeko prest izateagatik.

Denbora guzti honetan nire ondoan egon diren doktorando guztiei ere eskerrak eman
nahiko nizkieke: Ione, Aritz, Jon, Elias, Joseba, Buru, Maider, Kortabarria, Oiangu, Irantzu,
Llavori, ... Arakama, nire zain izan duzun pazientzia guztiagatik. Nahiz eta pentsamentu
igualak ez eduki beti ulertu izan nauzulako eta hitz onak besterik ez baitituzu izan nire
inguruan. Haritz Zabala, azkenaldian beti biok geratzen ginen berandurarte eta zure
aportazioak oso lagungarriak izan zaizkidalako. Jaione, nahiz eta hasieran Jon Anderren
neska bezela ezagutu, idazterako unean oso lagungarria izan zarelako. Ariane, nahiz eta
beranduxeago ezautu kafetan edukitzen genituen berriketak oso ondo etortzen
zitzaizkidalako burua pixkat despejatzeko. McCloskey, zure aportazioak Matlabaren
inguruan oso baliagarriak egin zaizkidalako. Ondiz, zure aportazioak ere oso lagungarriak

egin zaizKkit eta janaria prestatzeko izugarrizko eskuak dituzulako.

Azkenik nire lagun guztiei ere eskerrak eman nahi dizkiet, nire kuadrillari, Bakarne,
Olatz, Urki, Eneko, ... Leireri ere eskerrak eman nahi dizkiot, bere garaian tesiarekin

jarraitzeko behar nuen bultzada eman baitzidan.
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LABURPENA

Mundu osoan, soldadura da fabrikazio saileko prozesurik erabakigarrienetako bat,
muntatze eta mekanizazioaren ostean hirugarren metodorik erabiliena baita. Prozesu hauek
gainera, eragin zuzena dute sektore ezberdin ugarietan, hala nola makina-erremintan,
garraioan (automobilgintza, ontzigintza, tren, etab.), energian (nuklearra, olio eta gasa, off-
shore, etab.), eraikuntza, igogailuetan, ... Gaur egun, sektore hauek dituzten beharrei aurre
egiteko, beharrezkoa da soldatutako egitura eta produktuak dimentsionamendu doi,
fidagarri eta baliabideen erabilera optimizatu batekin garatzea, bai lehengai aldetik zein
energetiko eta ekonomikoki produktuaren bizi ziklo guztirako. Egitura eta osagai hauetan,
nekearen eraginez sortutako hausturentzat, soldatutako loturak dira gune kritikoenak.
Soldatutako estrukturen arazorik handienetako bat hondar tentsioen sorrera da, zuzenean
kaltetzen baitute soldatutako loturen nekearekiko bizitza. Hondar tentsioen patroiaren
estimazio egoki bat egitea konplexua da eta soldadurako prozesua simulatzea eskatzen du.
Arrazol hau dela eta, gaur egun soldatutako loturen nekearekiko bizia estimatzen duten
ikuspuntu gehienek ez dute kontutan hartzen hondar tentsioen balioa, beraz metodo hauen

mugatze handiena zehaztasun falta eta gain-dimentsionaketa dira.

Testuinguru honetan, tesi honetan soldatutako prozesuan sortzen diren hondar
tentsioak kontuan hartuz nekearekiko bizitza zehazki iragartzeko prozedura bat garatu da.

Hiru ikerketa lerro nagusi jarraitu dira helburu hori lortze aldera:

Lehenengo atalean, soldadurako prozesuan sortzen diren hondar tentsioak iragartzeko
prozedura bat garatu eta balioztatu da. Hasteko, eredu analitiko bat proposatu da, spray
transferentzia duen MIG soldaduraren fisikan oinarritzen dena, non soldadura prozesuaren
simulazioa egiteko behar diren sarrerako parametroak zehazten diren. Soldadura
prozesuaren zenbakizko modeloa garatzeko behar diren parametroak inongo entsegu

esperimentalik gabe lortzea da metodo honek duen abantailarik handiena.

Behin modelo analitikoa definitu ondoren, soldadurako prozesuan sortzen diren hondar
tentsioen iragarpena egiteko zenbakizko eredu bat garatu eta balioztatu da. Eredu hau,
iraganaldi bakoitzarentzat, bere soldatzeko abiadura (hil-berpizte teknikaren bitartez) eta
bero iturria, aurretik garatu den eredu analitikoaren arabera definituak, erabiltzean datza.
Garatu den prozedura beste edozein konfigurazio duen soldadurentzako ere baliagarria dela

ziurtatzeko, bi soldadura aztertu dira topera eta T-n. Zenbakizko ereduaren emaitzak
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entsegu esperimentalen bitartez balioztatu dira, bai eremu elektriko, termiko zein eredu
mekanikoarentzat. Lorturiko emaitzek egiaztatu dute tesi honetan garatu den modeloa oso
tresna eraginkorra dela spray bidezko transferentzia duten MIG soldaduren modelizazioa

egiteko.

Azkenik, konfigurazio ezberdinetan soldatutako loturen nekearekiko biziaren
iragarpena egiteko prozedura bat garatu eta balioztatu da, non tentsio egoera multiaxalaren
eragina, plano kritikoa zehaztuz, eta hondar tentsioen balioak kontuan hartu diren.
Iragarpen teorikoak, nekeko karga ezberdinetara egin diren entsegu esperimentalen bitartez
lortu diren emaitzekin balioztatu dira. Garatutako prozedura beste edozein konfigurazio
duen soldadurentzako ere baliagarria dela ziurtatzeko, 0° eta 45°-tara topera soldatutako eta
T eran soldatutako piezak aztertu dira. Lortutako emaitzek, gaur egungo normatibek baino

zehaztasun handiagoa erakusten dute soldatutako loturen bizia iragartzerako unean.
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Resumen

RESUMEN

La soldadura es uno de los procesos mas criticos de la industria de fabricacién de todo
el mundo, siendo el tercer método mas empleado por detras del ensamblaje y el mecanizado.
Dichos procesos repercuten de forma directa en sectores tan diversos como mAaquina
herramienta, transporte (automocién, naval, ferrocarril,...), energia (nuclear, oil&gas, off-
shore,...), construccién, elevacién, etc. En la actualidad, para hacer frente a los retos que
afrontan dichos sectores, es necesario desarrollar estructuras y productos soldados con
dimensionamientos mas ajustados, fiables y optimizando la utilizacién de recursos tanto de
materia prima como energéticos y econdémicos durante todo el ciclo de vida del producto. En
dichas estructuras y componentes, las uniones soldadas son las zonas criticas a la hora de
sufrir roturas por fatiga. En este sentido, uno de los principales problemas de las estructuras
soldadas es la generacién de tensiones residuales (TR) que perjudican directamente en la
vida a fatiga. La correcta estimacién del patréon de TR es compleja y requiere la simulacién
del proceso de soldadura. Consecuentemente, la mayoria de los enfoques existentes para
estimar la vida a fatiga del componente soldado no consideran el valor de las tensiones

residuales, siendo la falta de precisién la mayor limitacién de estos métodos.

En este contexto, en la presente tesis se ha desarrollado un procedimiento para
predecir de forma precisa la vida a fatiga considerando el valor de las TR generadas en el
proceso de soldadura. Ademas, el procedimiento desarrollado ha sido validado para
diferentes tipos de uniones soldadas multipasada sometidas a un estado de tensiones

multiaxial. Han sido tres las principales vias de investigacién abordadas:

En un primer apartado, se ha desarrollado y validado un procedimiento para predecir
las TR generadas durante el proceso de soldadura. Inicialmente se ha propuesto un modelo
analitico que se basa en la fisica de la soldadura MIG por transferencia spray para obtener
los parametros de entrada necesarios para realizar la simulacién del proceso de soldadura. El
método propuesto presenta la ventaja de permitir determinar los parametros de entrada para
el modelo numérico del proceso de soldadura sin la necesidad de realizar ningin ensayo

experimental y por lo tanto ser empleado como herramienta predictiva.

Una vez determinado el modelo analitico, se ha desarrollado y validado un modelo
numeérico para predecir las tensiones residuales generadas durante el proceso de soldadura.
Dicho modelo se basa en el empleo de la velocidad de soldeo (mediante la técnica morir-

renacer) y la fuente de calor para cada pasada definidas con el modelo analitico desarrollado
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anteriormente. Para certificar que el procedimiento propuesto es aplicable a uniones
soldadas con diferentes configuraciones, se ha analizado la unién a tope y en T. Los
resultados del procedimiento desarrollado han sido validados mediante ensayos
experimentales realizados para el campo eléctrico, térmico y mecanico. Los resultados
obtenidos han demostrado que el modelo desarrollado en esta tesis es una herramienta muy

efectiva para para modelar procesos de soldadura MIG con transferencia spray.

Finalmente, se ha desarrollado y validado un procedimiento para predecir la vida a
fatiga de los componentes soldados bajo diferentes configuraciones considerando el estado
tensional multiaxial, mediante la determinacién del plano critico, y el valor de las TR. Las
estimaciones tedricas han sido validadas mediante ensayos experimentales de fatiga a
diferentes cargas. Para certificar que el procedimiento puede ser aplicado a uniones soldadas
con diferentes configuraciones, se han analizado la soldadura a tope a 0° y 45° y la soldadura
en T. Los resultados obtenidos, muestran una mayor precision que los métodos y normativas

actuales para la estimacion de vida a fatiga de uniones soldadas.
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Abstract

ABSTRACT

Welding is the third most employed manufacturing process behind assembly and
machining. These processes have a direct impact on several sectors such as machine-tool,
transportation (automotive, naval, railway,...), energy (nuclear, oil&gas, off-shore,...),
construction, elevation industry, etc. Nowadays, in order to deal with the big challenges that
are facing these sectors, it is necessary to design welded structures and products with a
tighter and more reliable sizing, optimizing the use of resources in terms of raw materials,
energy and economic for the whole life cycle of the product. In those structures and
components, welded joints are the most critical zones prone to suffer fatigue fractures. One of
the main problems of welded structures is the generation of residual stresses, which have
direct impact on the high cycle fatigue life behaviour. Accurate estimation of the residual
stress pattern is very complex and requires the simulation of the welding process.
Consequently, most of the existing approaches to estimate the fatigue life of welded joints do
not consider the value of residual stresses being the lack of precision the main limitation of

these methods.

In this context, in this dissertation it is developed a procedure to accurately predict the
fatigue life of welded structures considering the value of residual stresses generated in the
welding process. Three have been the main fields of research conducted to achieve this

purpose:

In a first stage, a procedure has been developed and validated to predict the residual
stresses generated during welding process. Initially an analytical model is proposed, based
on the MIG welding physics for spray transfer, to obtain the input parameters for the
simulation of welding process. The proposed method has the advantage that it allows to
determine the input parameters for the numerical model without the need of any

experimental test.

Then, a numerical model has been developed and validated to predict residual stresses
generated during the welding process. This model is based on the use of welding speed (using
the kill-rebirth technique) and the heat source for each passes defined with the analytical
model developed earlier. In order to verify that the proposed procedure is applicable to
different welded joint configurations, a butt weld and a T-joint have been analysed. Results
obtained with the developed procedure results have been validated by means of experimental

tests carried out measuring the electrical, thermal and mechanical field. The obtained

iX



Abstract

results have shown that the model developed in this dissertation is a very effective tool to

model MIG welding processes with spray transfer.

Finally, it has been developed and validated a method to predict the fatigue life of
welded components under different configurations considering the multiaxial stress state, by
determining the critical plane and using value of calculated residual stresses. Theoretical
estimations have been validated by experimental fatigue tests at different loads. In order to
verify that the procedure can be applied for welded joints with different configurations, butt
welds at 0° and 45° and also T joint have been analysed. Results show a higher accuracy than

the current methods and standards for the fatigue life prediction of welded joints.
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Capitulo 1 Introduccion

1 INTRODUCCION

1.1 Contexto y enmarque de la presente tesis doctoral

La soldadura es uno de los procesos mas criticos de la industria de fabricacién de todo
el mundo [1]. La mayoria de los productos de la vida cotidiana estan soldados o fabricados
por un equipamiento soldado [2]. Segtun la oficina de estadistica laboral de los Estados
Unidos (USBLS) en el afio 2012, los procesos de soldadura se emplean en el 61% de los
procesos de fabricacién industrial y suponen un 11% dentro de la industria de la construccién
[3]. Todo ello implica el 7,65% del producto interior bruto (PIB) de Estados Unidos (Figura
1.1) y da empleo a mas del 0,3% de la poblacién de Estados Unidos de forma directa [4]. La
Tabla 1.1 muestra la evolucién desde el afio 2002 del numero de puestos de trabajo
relacionados con la soldadura asi como la estimacién del nimero de puestos de cara a 2019

segun Economic Modeling Specialist International (EMSI) [1].

. Construccién
Industria 3% o
fabricacién Mineria
12% 2%

Agricultura,
pescay caza

Servicios
Comercio al por g sociales y
mayor P —— sanitarios
0,
5% 9%
Comercio al por SFI‘V.1010§
menor pro ezlogna es
6% ()
Transporte y
almacena- Informacién ~ Sector
miento 4% 9% inmobiliario
3% 12%

Figura 1.1. Contribucién al PIB de Estados Unidos por sectores en 2010 (adaptado de [5]).
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Capitulo 1 Introduccion

Tabla 1.1. Numero de trabajadores relacionados con la soldadura [1].

Afio 2002 2009 2013 2016 2019

Numero de trabajadores 1076499 968038 998611 1012631 1024971

De este modo, los procesos de soldadura juegan un papel fundamental en sectores tan
diversos como el transporte (automocién, naval, ferrocarril,...), la energia (nuclear, oil&gas,
off-shore,...), construccién, elevacion, etc [4]. En la actualidad, los grandes retos a los que se
enfrentan dichos sectores estan relacionados con el aumento de seguridad, la eficiencia
energética, respeto con el medio ambiente, eficiencia en el uso de recursos y materias primas
y aumento de la competitividad. Esto se traduce en la necesidad de desarrollar estructuras y
productos soldados con dimensionamientos mas ajustados y fiables, optimizando la
utilizacién de recursos tanto de materia prima como energéticos y econémicos durante todo el
ciclo de vida del producto (fabricacién, transporte y vida util de los mismos). Ante dicho
escenario, las uniones soldadas son las zonas criticas de dichas estructuras y componentes
que habitualmente estan sometidas a cargas ciclicas y, por lo tanto, son propensas a sufrir
roturas a fatiga. Generalmente la vida a fatiga de las uniones soldadas se reduce debido a las
tensiones residuales (TR), el efecto de borde entre el material base y el material soldado, las
inclusiones no metalicas, propiedades del material no homogéneas en la zona afectada
térmicamente (ZAT).... Uno de los principales problemas de las estructuras soldadas es la
generaciéon de TR, que perjudican directamente sobre la susceptibilidad de la unién soldada
al dafio por fatiga de altos ciclos, agrietamiento por corrosiéon bajo tensién (SCC), pandeo
estructural y fractura fragil [6-8]. A continuacién se muestran algunos ejemplos de roturas

debidas a la fatiga en las uniones soldadas:

* En las prensas mecanicas el fallo por fatiga es especialmente crucial porque
combinan cargas de impacto de grandes toneladas (>2000 Tn), combinado con
cadencias de produccién elevadas (hasta 3.000.000 piezas/afio). Por estas
razones en este tipo de prensas se pueden producir fallos por fatiga en

diferentes partes de dicha maquina (Figura 1.2 a) y b) y Figura 1.3 a)).

* En las uniones soldadas de las secciones circulares huecas, como por ejemplo en
las bicicletas, se dan numerosos fallos de fatiga. El fallo ocurre o se inicia en la
soldadura, ya que normalmente, la soldadura de las finas secciones circulares
huecas crea defectos y un area débil por donde se puede generar la grieta
(Figura 1.3 b)) [9].

» El brazo articulado de un cargador fallé en el pivote extremo de la cabina. La

soldadura contenia defectos en el pie de soldadura por donde se inicié el fallo
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por fatiga. La iniciacién y propagacion de la grieta comenzd desde que se puso

en servicio el cargador (Figura 1.4 a)) [10].

e El brazo de un manipulador telescopico fallé por fatiga después de 3000 horas
de servicio. El fallo de este componente fue debido al mecanismo de fatiga que
se 1nicib en el pie de soldadura circular. Debido a que la rotura del componente
se produjo a muy pocas horas de servicio, se concluy6 que la rotura se dio por un

mal disefio (Figura 1.4 b)) [10].

e En Estados Unidos, se han generado numerosas grietas por fatiga en diferentes
puentes, dando lugar a fallos por fatiga en vigas del puente con rigidizadores
longitudinales soldados. Dichas grietas se inician a partir de los defectos de
soldadura en la interseccién entre las soldaduras que conectan el rigidizador
longitudinal y el alma del puente. Asimismo, pueden empezar por las
soldaduras a tope de los ensamblajes transversales en el rigidizador

longitudinal (Figura 1.5 b)) [11].

e El casco del barco MSC CARLA se rompi6é desde la zona central de la parte
alargada, debido a la presencia de olas muy grandes. El fallo fue consecuencia
de defectos de fabricacién y disefo. En cuanto al disefio, a pesar de que se
cumplian los limites establecido por ABS y Lloids, no se cumplia la sugerencia
definida a partir de la experiencia. Por otro lado, para maximizar la resistencia
de la unibén soldada, se deberia de haber realizado por penetracién completa
pero no se hizo de esta forma. Asimismo, tanto en el lado de babor como en el de

estribor, muchas soldaduras presentaban defectos (Figura 1.5 b)) [12].

b)
Figura 1.2. Fisuras generadas por fatiga en componentes de prensas mecanicas: a) union
soldada y b) biela.
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a) b)

Figura 1.3. a) Fisura generada por fatiga en el alojamiento de un eje en una prensa
mecanica y b) fallo generado en la unioén soldada de tubos finos en una bicicleta

[9].

——

End bearing Welding G0

:iiu.rrn:t;erlv

Fatigue cracksgiir
Wald tos &5

Fracture Pivot pin

Weld material from
fabrication into boom arm

a) b)

Figura 1.4. a) Grieta generada alrededor del pie de soldadura en el brazo articulado de un

cargador [10] y b) fallo generado en un manipulador telescépico [10].

a) b)

Figura 1.5. a) Fisura generada por fatiga en un puente [11] y b) Rotura generada por fatiga
en el barco MSC CARLA [12].
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Como se ha mencionado anteriormente, uno de los principales problemas de las
uniones soldadas es la generacion de las tensiones residuales que tienen una relacién directa
en el comportamiento a fatiga de dichas uniones [13, 14]. Las TR se forman debido a los
elevados ciclos térmicos que existen durante el proceso de soldadura, donde ocurren
calentamientos y enfriamientos no-uniformes, generando deformaciones plasticas no-
homogéneas [6, 13]. La correcta estimacion del patrén de tensiones residuales en las
estructuras soldadas es muy compleja debido a que intervienen numerosos fenémenos fisicos
complejos como la electricidad, el calor, el magnetismo, la luz, el sonido y el trabajo mecanico
[15]. Ademas, la distribucién de las TR de soldadura depende de diversos factores como la
dimensién estructural, las restricciones mecanicas, la preparaciéon de la soldadura, la
secuencia de soldeo o el nimero de pasadas [16-18]. Por lo tanto, para realizar un disefio
menos conservativo del componente soldado es necesario considerar la magnitud y la

distribucién de las TR [6, 16, 19-21].

Actualmente, la correcta medicién de las tensiones residuales en los componentes
soldados presenta algunas limitaciones ya que los diferentes métodos experimentales todavia
no son totalmente fiables [18, 20, 22]. Ademas, la medicién experimental supone un gran
coste econdémico y temporal. Debido a las dificultades practicas a la hora de medir las TR en
componentes gruesos, el valor de dichas tensiones se obtiene mediante la combinacion de
mediciones experimentales y predicciones a partir de los modelos numéricos [8]. Por
consiguiente, la mayoria de los enfoques para la estimaciéon de vida a fatiga que se utilizan
actualmente, no consideran el valor real de las TR. La mayor limitaciéon de estos métodos es

la falta de precisién, ya que no consideran el valor real de tensiones residuales.

De este modo, a pesar de que actualmente existen numerosas normativas y diferentes
métodos para predecir la vida a fatiga de componentes soldados, la estimaciéon de vida
realizada con estas normativas y métodos es, en general, muy conservadora [21, 23]. Por lo
tanto, se considera que los métodos de estimacién de vida a fatiga de uniones soldadas no son

adecuados para la optimizacién de estructuras y componentes soldados.

Como alternativa, esta tesis doctoral tiene como objetivo conseguir predecir de forma
precisa la vida a fatiga de diferentes tipos de uniones soldadas, considerando el valor de las
TR estimadas numéricamente. De esta manera, se podra minimizar la seccién requerida para
la fatiga de los diferentes tipos de uniones soldadas, sin que se produzca ninguna variacién
en la seguridad de la estructura. Asi, se reducira la cantidad de material empleada en la
estructura y, por lo tanto, se disminuir4 el coste de fabricacién, se facilitara el transporte, el

montaje sera mas sencillo,...
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1.2 Objetivos de la tesis

Con el propésito de dar respuesta a las necesidades tecnoldgicas identificadas se ha
definido como objetivo principal de la presente tesis doctoral el desarrollo de un
procedimiento para predecir la vida a fatiga de uniones soldadas multipasada
sometidas a un estado de tensiones multiaxial considerando el valor de las

tensiones residuales estimado numéricamente.

Se han detallado los siguientes objetivos especificos para la consecucion del objetivo

principal:

1. Desarrollar un modelo analitico basado en la fisica de la soldadura MIG por

transferencia spray, para estimar la velocidad de soldeo y la fuente de calor.

2. Desarrollar y validar un modelo numérico para predecir el patrén de tensiones

residuales generado en los procesos de soldadura multipasada.

3. Desarrollar y validar un procedimiento para predecir la vida a fatiga en el
régimen de altos ciclos de uniones soldadas multipasada por transferencia

spray con diferentes geometrias considerando el valor de tensiones residuales.

1.3 Organizacion de la memoria

En el capitulo II, “Prediccion de TR en uniones soldadas multipasada’, se recoge en
primer lugar un estudio bibliografico de los diferentes modelos para realizar la simulacién
numérica del proceso de soldadura multipasada con el fin de predecir el patrén de las TR, asi
como la generacién de las tensiones residuales durante el proceso de la soldadura. Asimismo,
se ha realizado un andlisis bibliografico sobre los diferentes métodos para validar
experimentalmente (tanto el campo térmico como el campo mecanico), la simulacién
numérica del proceso de soldadura. A continuacién, se expone el procedimiento numérico
desarrollado en esta tesis para realizar la simulacién numérica del proceso de soldadura,
donde los parametros de entrada se determinan a partir de las ecuaciones analiticas
definidas en base a la fisica de la soldadura. Después se analiza el procedimiento
experimental llevado a cabo en esta tesis, donde se define el procedimiento de soldadura
controlado, el de la medicién del patréon de temperaturas y el de TR. Posteriormente, se
valida el procedimiento numérico para calcular el patrén de las tensiones residuales
propuesto en esta tesis, midiendo tanto el patrén de temperaturas como el de TR. Por ultimo,
con el fin de confirmar que el procedimiento desarrollado en esta tesis es valido para otro tipo

de soldaduras, se ha realizado el mismo estudio para el caso de la soldadura en T.
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En el capitulo III, “Andlisis de fatiga para las uniones soldadas multipasada
considerando las tensiones residuales”, se recoge en primer lugar un estudio bibliografico
sobre el fenémeno de la fatiga en general, asi como un estudio mas enfocado a la fatiga de las
uniones soldadas. Asimismo se ha realizado un estudio mas preciso de la prediccién de vida a
fatiga del componente soldado sometido a estados tensionales multiaxiales, analizando
también los métodos que consideran el valor numérico estimado de las TR. A continuacién se
expone el procedimiento tedrico desarrollado en esta tesis para predecir la vida a fatiga de las
uniones soldadas multipasada sometidas a fatiga multiaxial considerando el valor de las TR.
Después se expone el procedimiento experimental llevado a cabo en este trabajo, donde se
describe la caracterizacién a fatiga tanto del material base como del material soldado en
diferentes configuraciones, asi como el procedimiento empleado para realizar la soldadura. A
continuaciéon, se valida el procedimiento propuesto en este trabajo frente a los ensayos
experimentales para soldaduras a tope a diferentes angulos y se realiza una comparacién
frente a los diferentes métodos actuales, con el fin de demostrar el potencial del método
propuesto. Por ultimo, para confirmar que el procedimiento de prediccién de vida a fatiga de
uniones soldadas sometidas a estados tensionales multiaxiales desarrollado en este capitulo
es aplicable para todo tipo de soldaduras, se ha realizado el mismo estudio para la soldadura

en'T.

Por ultimo en el capitulo IV se exponen las conclusiones obtenidas de dicha tesis del

trabajo.
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Capitulo 2 Prediccion de tensiones residuales en uniones soldadas multipasada

2 PREDICCION DE TENSIONES RESIDUALES EN
UNIONES SOLDADAS MULTIPASADA

2.1 Introduccion

En la actualidad existen diferentes tipos de soldadura [24], pero debido a su alta
productividad, uno de los métodos mas empleados en la industria es el denominado soldeo
por arco eléctrico bajo gas protector inerte y con electrodo consumible (MIG). Con respecto al
modo de transferencia de metal en el arco, se pueden clasificar basicamente en cuatro formas
diferentes: cortocircuito, globular, spray y por arco pulsado (Figura 2.1). A continuacién se

analiza cada modo de transferencia de metal en el arco [24]:

e Soldadura spray: se desprenden pequenas gotas del alambre, menores que el

diametro del metal de aporte y se desplazan a través del arco hasta llegar a la

pieza.

e Soldadura globular: el metal se transfiere en forma de grandes gotas de tamarfio

mayor que el metal de aporte que caen al bafio de fusién por su propio peso.

» Soldadura en cortocircuito: el metal se transfiere del electrodo a la pieza cuando

el electrodo contacta con el metal fundido depositado por soldadura.

* Soldadura por arco pulsado: es un modo de transferencia tipo spray que se

produce en impulsos regularmente espaciados, en lugar de suceder al azar como

ocurre en el arco-spray.

: ~°
r R} H B
Spray Globular

4
)

[
A) 7 R
) Pulsado

Cortocircuito

Figura 2.1. Modos de transferencia en soldaduras MIG [24].
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Uno de los principales problemas de las estructuras soldadas es la generacién de
tensiones residuales. En general dichas tensiones tractivas se consideran perjudiciales ya
que incrementan la susceptibilidad de la unién soldada al dafio por fatiga de altos ciclos,
agrietamiento por corrosion bajo tensiéon (SCC), pandeo estructural y fractura fragil [6-8].
Las TR son las tensiones auto-equilibradas existentes en una estructura en ausencia de
cargas externas, incluyendo la gravedad u otras fuentes de tensiones como los gradientes
térmicos. Estas tensiones se generan debido a los altos ciclos térmicos que existen en los
procesos de soldadura donde se produce el calentamiento y enfriamiento no-uniforme,

generando deformaciones no-homogéneas [6, 13].

En funcién del rango de distancias se pueden diferenciar tres tipos de tensiones

residuales [22]:

» Tipo I: son las macro-tensiones, las tensiones que se extienden a lo largo de grandes
distancias comparando con el tamano del grano del material. Estas TR tienen un
interés particular para aplicaciones ingenieriles. Su origen y distribucién se describen

a través de la mecanica continua.

e Tipo II: son las tensiones intergranulares, aquellas que se extienden a lo largo de un

grano particular (tamano entre 1,0 y 0,01 mm).

e Tipo III: son las micro-tensiones, las que existen dentro de un grano (tamafo entre
102 y 106 mm), esencialmente como resultado de las dislocaciones u otro tipo de

defectos cristalinos.

La Figura 2.2 representa los tres tipos de tensiones residuales:

Tensiones
residuales

o

Cristales

Limites de grano

Figura 2.2. Los tres tipos de TR clasificados por el rango de accion [25].
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La correcta estimacién del patrén de las tensiones residuales en estructuras soldadas
es muy complicada ya que intervienen numerosos fenémenos fisicos complejos como la
electricidad, el calor, el magnetismo, la luz, el sonido y el trabajo mecanico (Figura 2.3) [15].
Ademas, la distribucién de las TR de soldadura depende de diversos factores como la
dimensién estructural, las restricciones mecéanicas, la preparacién de la soldadura, la
secuencia de soldeo o el nimero de pasadas [16-18]. Hoy en dia, la precisa medicién de las
tensiones residuales presenta algunas limitaciones ya que los diferentes métodos
experimentales todavia no son totalmente fiables [18, 20, 22]. Asimismo, la medicién
experimental supone un gran coste econémico y temporal. Debido a las dificultades practicas
a la hora de medir las TR, sobre todo en componentes gruesos, el valor de dichas tensiones se
obtiene mediante la combinacién de mediciones experimentales y predicciones a partir de los

modelos numéricos [8].

Densidad de
flujo magnético
auto-inducida,

Densidad de

corriente, </
JXB

®

Arco eléctrico

—p
Efecto Joule

Efecto Thompson

Figura 2.3. Los diferentes fenémenos fisicos que intervienen en el modelado del arco de
soldadura (adaptado de [26]).

La mecanica computacional de la soldadura (CWM) es una herramienta para evaluar
las tensiones residuales y las distorsiones debidas a la soldadura numéricamente,
resolviendo las ecuaciones del campo térmico, mecanico y metalargico [25]. La soldadura es
un proceso termometalirgico y mecanico y se supone que el campo térmico afecta al campo
mecanico como al campo microestructural, pero los efectos inversos generalmente se
consideran secundarios [25]. Por lo tanto, se puede desacoplar el analisis termo-mecanico en
un procedimiento secuencial donde primeramente se resuelve el campo térmico y acto
seguido el campo mecanico y el metalargico [2, 25, 27], reduciendo significativamente el coste

computacional.
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La Figura 2.4 muestra un diagrama de flujo utilizado para realizar el calculo del campo
térmico y mecanico de un proceso de soldadura, mostrando las ecuaciones y las condiciones
de contorno. En el caso de incorporar el campo metalirgico en el problema, no varia la
solucién térmica, pero se modifican las propiedades del material segiin la regla de mezclas
basado en los datos de la fase, incluyendo las fracciones de volumen de fase y propiedades

mecéanicas dependientes de la temperatura para cada fase [25].

CC de Dirichlet: T(x,y,z,t) =

aT TS(x,v,2,t) en Sp o

PCE= kV2T + q CC de Neumann: ¢° = —k——en Sy
CC de conveccion: g° = h(T — Ty)
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CC de Neumann: deformacién
og-n=TSenl, J &= £°+ &P + gth
\ | ]

v
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: Analisis mecdnico i U,, o, y
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Ecuacién de equilibrio
O',:j + p] =0

Figura 2.4. Esquema para realizar el analisis termo-mecanico secuencial desacoplado del
proceso de soldadura (adaptado de [19] y [25]).

En el presente capitulo, primeramente se ha realizado un estudio bibliografico de las
diferentes técnicas de modelizacién numérica orientadas a simular el proceso de soldadura
multipasada con transferencia spray. Esto ha permitido identificar las ventajas e
inconvenientes de las diferentes técnicas asi como los pardmetros necesarios para cada caso.

Ademas, se ha elaborado un estudio del estado del arte con el fin de evaluar las diferentes
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técnicas experimentales térmicas como mecanicas para validar la modelizacién numérica del

proceso de soldadura.

A continuacién, se ha desarrollado un procedimiento numérico para realizar la
simulacién numérica del proceso de soldadura con el fin de obtener el patrén de las TR. Dicho
procedimiento numérico consiste de dos partes. Inicialmente, se definen los parametros de la
soldadura en funcién del procedimiento analitico desarrollado a partir dela seccién a soldar,
que se basa en la fisica de la soldadura MIG con transferencia spray. Posteriormente, se
define el procedimiento numérico para realizar la simulacién del proceso de soldadura que se

alimenta de los parametros definidos anteriormente.

Después se expone el procedimiento experimental, donde se describe cémo se realizan
las uniones soldadas y las diferentes mediciones, tanto térmicas como mecdnicas, para

validar el modelo numérico desarrollado.

Por 1ltimo, se analizan los diferentes resultados obtenidos y se obtienen las

conclusiones especificas de este capitulo.

2.2 Estado del arte

2.2.1 Generacion de tensiones residuales en los procesos de soldadura

La evolucién de la tensién longitudinal puntual durante el proceso de soldadura se
puede observar en la parte superior derecha de la Figura 2.5. Ademés, para simplificar,
Pilipenko [28] analiz6 el caso de 1D y asumié que la tensién y la deformacién en la direccién
transversal son iguales a cero. Asimismo, generalmente, una estructura soldada es lo
suficientemente rigida como para mantener la deformacién total a lo largo de la direccién de
la soldadura (¢, ), significativamente menor que la deformacién térmica sin restringir € . Por
lo tanto, durante el calentamiento y el enfriamiento, la deformacién en la direccién de la

soldadura es nula (£, =0), por lo que se desarrollan tensiones longitudinales en el material.

Para analizar las tensiones transitorias en los elementos, se necesitan los datos sobre
la expansion térmica y la curva de deformacién del material. Como primera aproximacion se
supone una curva idealizada de tensién-deformacién (en la parte superior izquierda de la
Figura 2.5). Por otro lado, se puede observar la curva dilatométrica en la en la parte inferior
izquierda de la Figura 2.5. Asimismo, el ciclo térmico durante el proceso de soldadura se

puede observar en la parte inferior derecha de la Figura 2.5.

En el instante del tiempo t; el valor de la temperatura es de T;, a partir de este valor se

puede obtener el valor de la deformacién térmica para el caso del elemento en la direccién x.
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Introduciendo el valor anterior en la curva de tensién-deformacién se observa que en el
instante ¢, el punto analizado alcanza el valor del limite el4stico. En el instante de tiempo ¢,
se da el pico de temperatura para el ciclo de temperatura analizado, donde la tensién es igual
al limite eldstico por la suposicién realizada. Después del instante de tiempo ¢, empieza el
proceso de enfriamiento y por consiguiente la descarga hasta ¢,, donde el material esté libre
de tensiones longitudinales. Posteriormente, en el instante de tiempo ¢, el material alcanza
el limite elastico tractivo y a partir de aqui se da la deformacién plastica hasta el estado de

enfriamiento total [28].

-

Figura 2.5. Procedimiento para obtener el valor de la tension residual de soldadura en un

solido prismatico [28].

Inicialmente se ha analizado la tensién longitudinal generada durante el proceso de
soldadura en un punto estatico. A continuacién, se analizara, la tensién longitudinal
generada en la placa a soldar durante el instante donde la fuente de calor esta posicionada
en la chapa a soldar (Figura 2.6). En dicha figura se puede observar el esquema de la
distribucién de la zona plastica (zona rayada) para un instante de tiempo. Dentro de la curva
isotérmica, la temperatura es tan elevada que el material esta libre de tensiones debido a la
reduccién del limite eldstico a altas temperaturas [29]. La curva punteada de forma
parabdlica, indica la temperatura maxima local, donde en la zona delantera de la curva
aumenta la temperatura y en la posterior disminuye. Por lo tanto, debido a la expansién
térmica en la zona delantera de la curva se da una zona de compresion plastica. Por el
contrario, en la zona trasera se genera una zona plastica tractiva, ya que deben de estar en

equilibrio con las tensiones compresivas y ademads el material se esta enfriando.
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Figura 2.6. Procedimiento para obtener el valor de la tensiéon longitudinal en una unién
soldada (adaptado de [29]).

Las TR transversales se generan directamente debido a las contracciones transversales
en el proceso de enfriamiento, e indirectamente como resultado de la contraccién longitudinal
[29]. El comportamiento de las tensiones transversales es bastante similar al
comportamiento de las tensiones longitudinales, principalmente durante el inicio del
enfriamiento [28]. Para todos los casos, los picos de las tensiones residuales transversales
principales se concentran cerca del pie de soldadura. Asimismo, en caso de que la soldadura
se realice con una condicién de contorno libre en la direccién transversal, las TR
transversales no seran muy grandes ya que no se restringe la deformacién en dicha direccién

[29].

Por un lado, en la soldadura de placas largas con movimiento restringido en la
direcciéon transversal, donde la soldadura se deposita instantdneamente, se generan
tensiones residuales de compresion donde se finaliza el proceso de soldadura y a medida que
se acerca a la seccién central de la chapa dichas tensiones evolucionan a tractivas (Figura 2.7
a)). Por otro lado, en la soldadura de placas cortas y estrechas con una velocidad de soldeo
alta, durante el proceso de enfriamiento en ambos extremos de la pieza soldada se generan
tensiones transversales de compresion y en la zona central de traccion, debido a que la zona
central de las placas es la Gltima en enfriarse, generando una carga de flexiéon (Figura 2.7 b))
[2]. Por ultimo, cuando la velocidad de soldeo es suficientemente pequefia en una placa
grande, como para que el material se enfrie hasta el punto donde es capaz de resistir la

carga, el final del cordén de soldadura estara bajo una tensioén tractiva (Figura 2.7 c) [29].
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Direccién
de
soldadura
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Tensiones residuales transversales en una soldadura a tope: a) soldadura

Figura 2.7.
soldadura depositada

depositada rapidamente en una placa larga; (b)
rapidamente en una placa corta; (c) soldadura depositada lentamente en una

placa larga (adaptado de [29]).

Las TR a través del espesor también existen en las soldaduras, ademas en algunos
casos el nivel de estas tensiones es tan grande que se deben de tener en cuenta. Como se
puede observar en la Figura 2.8 a), que es valido para cualquier tipo de soldaduras de placas
finas, se da una zona relativamente ancha deformada pldsticamente. En este caso, el
material en la zona cercana a la soldadura es capaz de deformarse de forma mas o menos
libre en la direccion del espesor, por lo que el valor de las tensiones residuales transversales
es pequeno. En cuanto al caso de la Figura 2.8 b, que representa el caso de soldadura por haz
de electrones altamente concentrado para placas gruesas y medio-gruesas, el area del metal

cercano a la soldadura esta restringido en el movimiento en la direccién del espesor, por lo

que se generan grandes TR transversales [28].
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Figura 2.8. Tensiones transversales en la direccion del espesor; (a) con una zona

relativamente grande deformada plasticamente; (b) con una zona estrecha

)
)

)

—

deformada plasticamente (adaptado de [28]).
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Influencia de los pardmetros de soldadura en las TR

La anchura de la zona deformada plasticamente depende de los parametros de
soldadura, las propiedades del material y la rigidez de la estructura [28]. A continuacién se
realiza un pequeno analisis bibliografico de la influencia de los parametros mas importantes

de soldadura en las tensiones residuales:

Secuencia de soldeo: Una forma eficaz de reducir las TR, hasta un 98% [30], es aplicar

una secuencia de soldeo adecuada en el proceso de soldadura [31, 32]. En funcién de la
secuencia de soldeo las fuerzas de restriccién varian por lo que se obtienen diferentes campos
de tensiones residuales [33]. Legatt [34] concluyé que la secuencia de soldeo puede
contrarrestar la distorsién angular y por lo tanto, las TR de flexiéon resultantes de las

anteriores pasadas.

Preparacion de la chapa: La geometria de la soldadura tiene una importancia

considerable en la distribucién de las TR generadas por el proceso de soldadura, hasta un
37% [6]. Teng et al. [35], concluyeron que aumentando el angulo de preparacién, incrementan

las TR, ya que se incrementa la cantidad de calor aportado.

Restricciones mecdnicas: Las TR que se generan con restricciones mecanicas son

mayores que las que se generan para las condiciones sin restricciones, ya que con las
restricciones no se permite la expansion térmica [36]. Se obtiene una mejora de hasta un 88%

para el caso no restringido [34, 37].

Numero de pasadas: En funcién del nimero de pasadas se puede modificar el patrén de

TR, hasta una mejora del 98% [6, 8].

Espesor de la chapa: Cuanto menor es el espesor de la soldadura, mayor es la absorciéon

de energia por unidad de volumen, debido a esto, las TR incrementan con una disminucién en
el espesor de la muestra [37]. Sin embargo, segin los estudios realizados por Teng et al. [35]
y Murugan et al. [38], se obtienen unas TR mayores para la placa de mayor espesor, segin

[35], por las siguientes razones:

« Para un mayor espesor de chapa, se requiere un calor de entrada mayor

aumentando la ZAT de la soldadura.

¢ Aumentando el espesor, el gradiente térmico modifica la expansién térmica y la

contraccién durante el enfriamiento, incrementando las TR.

e Un espesor mayor, aumenta las restricciones internas con el aumento de

tensiones que ello conlleva.
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Longitud de la muestra: Para las uniones soldadas a tope de placas finas, la longitud de

la muestra tiene una influencia considerable en la generaciéon de TR (Figura 2.9), debido a la
influencia de las dimensiones en las uniones soldadas [37]. Como se observa en la Figura 2.9,
la tensién pico en la zona central incrementa con el incremento de la longitud de la

soldadura, hasta un valor limite [39].
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Figura 2.9. Efecto de la longitud de la soldadura en: a) distribucion de las TR
longitudinales; b) distribucion de la tension residual longitudinal maxima [39].

Temperatura de precalentamiento: El precalentamiento se considera una técnica muy

importante para reducir las TR y las distorsiones generadas en el proceso de soldadura,
debido a que se reduce el gradiente térmico, con una mejora de hasta el 75% [40]. Adema4s, el
precalentamiento mantiene la temperatura en la zona afectada térmicamente después de la
soldadura, debido a esto, tanto el limite elastico como el médulo de Young son menores que a

temperatura ambiente, reduciendo las tensiones residuales [35].

Velocidad de soldeo: La velocidad de soldeo no solo afecta en la cantidad de material

aportado sino que también influye en las TR. Por ejemplo, a medida que aumenta la
velocidad de soldeo, se reduce la cantidad de material aportado pero también se disminuyen
las tensiones residuales transversales. Cuanto mayor es la velocidad de soldeo, la isoterma
que se genera es ligeramente mas estrecha, y esto influye en la contraccion transversal de la

unién a tope, obteniendo menores TR con mayores velocidades de soldeo [28, 37].

Aporte de calor: En la Figura 2.10, se muestra la influencia del aporte de calor en la

distribucién de las TR transversales a lo largo de la linea perpendicular al cordén de
soldadura. En el caso de bajo aporte térmico (3), la contraccién y en especial el proceso de
transformacién provocan una reduccién de la TR tractiva o incluso la generacién de TR
compresivas. Por el contrario, en el caso de alto aporte térmico (1), se puede suponer que
inmediatamente después de la transformacién de fase en el cordén de soldadura existen TR

de compresién y en al enfriarse se generan TR tractivas a lo largo del cordén de soldadura
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[41]. Definiendo de forma adecuada el aporte de calor se puede obtener una mejora del 50%

para las tensiones residuales a lo largo del espesor [16].

Figura 2.10. Influencia del aporte de calor en la distribucion de las TR transversales
(adaptado de [41]).

Material: Las propiedades de material que mas influyen en la zona deformada
plasticamente son el limite eldstico, el modulo eldstico y el coeficiente de expansion térmica.
Con respecto al limite elastico, cuanto mayor es el valor del mismo, mas estrecha sera la zona
deformada plasticamente. Por el contrario, cuanto mayor moédulo de Young y mayor
coeficiente de expansidén térmica, la zona deformada plasticamente sera mas ancha [28]. El
material a soldar puede llegar a tener una influencia de hasta el 12% en las TR transversales

[38].

2.2.2 Modelizaciéon del campo térmico en un proceso de soldadura

En el proceso de soldadura por arco, la fuente de energia térmica se obtiene mediante
el movimiento de electrones que se da en el arco eléctrico generado entre el anodo y el catodo
dentro de la columna del gas. Estos electrones e iones positivos son acelerados por un campo
potencial (voltaje) entre la fuente (un electrodo) y la pieza (el electrodo cargado con signo

opuesto), de esta forma, la energia cinética se convierte en calor debido a la colisién [15].

El circuito eléctrico para realizar la soldadura se compone de los siguientes
parametros: (1) corriente, que es el flujo de electricidad; (2) voltaje, que es la fuerza o presién
que causa que la corriente fluya y (3) resistencia, que es la fuerza que impide el flujo de la

corriente dentro del material o alternativamente permite regular el flujo de corriente. El
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circuito simple de soldadura caracteristico se muestra en la Figura 2.11. El arco de soldadura
tiene una resistencia al flujo de la corriente debido a la colisién entre electrones que se

mueven desde el electrodo negativo al electrodo positivo [15].
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Figura 2.11. Diagrama esquematico del proceso de soldadura mostrando la maquina de
soldadura como una fuente de energia y el arco eléctrico como una

resistencia (adaptado de [15]).

De acuerdo con la figura anterior, un parametro importante en la soldadura es la
potencia que aporta la fuente de calor. A pesar de que toda la energia eléctrica se convierte
en energia térmica, existen diferentes pérdidas de dicha energia, como por ejemplo, las
pérdidas con el entorno, el calentamiento del gas o del flujo... [28], por lo que se debe de tener

en cuenta un rendimiento del proceso de soldadura, 77 [15]:

q=nIV,, 2.1

Donde ¢ es la potencia térmica aportada (W), 77 es el coeficiente de la eficiencia del
arco, I es la intensidad de la corriente eléctrica (A) y V,,, es el voltaje total (V). Los valores

de eficiencia del arco para el proceso de MIG varian entre 0,66 y 0,85 [42].
La energia total en los procesos de soldadura es la cantidad de energia introducida por
unidad de longitud en funcién de la velocidad de la fuente de energia:

_q
Q== 2.2
US

Donde @ es la energia total (J/m) y v, es la velocidad de soldeo (m/s).

La energia transferida por unidad de 4drea es conocida como la densidad de energia q_,

siendo sus unidades wattios por metro cuadrado. La densidad de energia es la Unica
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medicién verdadera y completamente inequivoca del calentamiento, sin tener en cuenta la
fuente de energia, y proporciona la mejor indicacién de la intensidad de la fuente. Para el
caso de la soldadura por llama la curva es ancha y baja, por el contrario la curva para la
soldadura por arco es estrecha y alta, como se puede ver en la Figura 2.12 [28]. Por este
fenémeno, existen diferentes principios de aproximacién para la fuente de calor, por lo que
para cada tipo de soldadura se debera de elegir el modelo mas apropiado para modelar la
fuente de calor. Para la mayoria de las fuentes, la densidad de energia es mayor cerca del
centro y va disminuyendo cuanto mas se aleja del centro, normalmente con una distribucién

Gaussiana [15, 29].
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Figura 2.12. Densidad de energia para la soldadura por arco y soldadura por llama para la
misma salida de calor neta ¢=9,7 kW (adaptado de [28]).

El principio fundamental en la modelizaciéon del campo térmico es la conservacién de
energia. Como se ha mencionado anteriormente, en la teoria de la transferencia del calor se
ignoran las tensiones, deformaciones y desplazamientos. Los principales fenémenos que se

dan en la transferencia del calor se pueden observar en la Figura 2.13 [43].
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Figura 2.13. Los fenémenos importantes que se dan en la transferencia de calor (adaptado
de [43]).

El principio del andlisis de la transferencia térmica es la ecuacién de conduccién de
calor transitorio. Dicha ecuacion se puede obtener facilmente basandose en la ley de Fourier
para la conduccién térmica y la ley de la conservaciéon de la energia. Fisicamente, asocia la
distribucién de la temperatura dependiente del espacio y del tiempo. Como condiciones de
contorno térmicas se pueden definir la conveccién y la radiacién. Por lo tanto la ecuacién
general de la transferencia de calor se escribe de la siguiente manera:

cp% :%(kx%j+%(ky%j+%(kz%j+h(T_T£))+£ACO (T“ —TO4)+q 23

Donde ¢ es el calor especifico (J kg1 ‘K1), o esla densidad del material (kg 'm-3), T es
la temperatura (K), 2 es conductividad térmica (J m!-s1-K1l), h es el coeficiente de
conveccién entre el sélido y el fluido (W m2K), ¢, es la constante de la emisividad, C, es la
constante de Stefan-Boltzmann (W m2K+4), 7, es la temperatura del fluido que lo rodea (K)

y ¢ es el flujo de calor (W).

Para solucionar numéricamente un problema de difusién de calor transitoria, se

resuelve la siguiente ecuacién [29]:
[cl{7} +[K){T} ={4) 2.4
Donde [C] es la matriz de conductancia térmica, {T} es la temperatura nodal, [K ] es

la matriz de rigidez y {q} el vector nodal de las fuentes de calor.

Uno de los aspectos mas criticos a la hora de modelar el proceso de soldadura es

modelar adecuadamente la fuente de calor y la velocidad de soldeo [2, 44]. Para modelar
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dicha fuente en los procesos de soldadura existen dos enfoques diferentes. Por un lado, se
encuentran los enfoques basados en las mediciones experimentales como pueden ser los
basados en la mediciéon de la intensidad, el voltaje, la medicion del bafio de soldadura

mediante el uso de videocamaras... [43].

Por otro lado, estan los métodos para modelar la fuente de calor a partir de modelos
matematicos. Estos métodos pueden incluir ademas de la ecuacién de energia, las fuerzas de

Marangoni, las fuerzas de Lorentz, las fuerzas de Buoyancy... (Figura 2.14) [43].
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Figura 2.14. Los fenémenos fisicos que se dan en el bano de fusion de la soldadura [2].

El primer factor a considerar es como de preciso se quiere modelar la fuente de calor.
Teniendo en cuenta la precisién con la que se controlan los procesos de soldadura en la
industria y la precisién a la hora de definir las propiedades del material, la exactitud del

modelo no puede ser mayor que entre 5-25% [43].

El segundo factor es el objetivo fijado en el modelado. En el caso de que el modelo se
emplee para predecir la fisuracién por calor, es necesario tener una buena precisién cerca del
bano de soldadura. Si por el contrario, el objetivo es predecir la distorsién y las TR les en
estructuras realizadas con acero de bajo carbono, la precisién en las temperaturas por debajo

de 800-600°C puede ser mas importante [43].

El tercer factor es la informaciéon disponible para modelar la fuente de calor. Por
ejemplo, los modelos mas simples utilizan solo la energia de entrada y la forma y el tamafio
del bano de soldadura. Estos datos, dan una informacién pequefia o nula sobre la fisica que
se existe en el bafo de soldadura y en el arco de soldadura. Los modelos que incluyen el

fenémeno magneto-hidrodinamico del arco, flujo del fluido en el bafio de soldadura, pueden
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involucrar fenémenos inestables como la turbulencia, que provoca problemas matematicos

que pueden ser extremadamente dificiles de solucionar [43].

Con el fin de analizar o predecir el comportamiento de la soldadura en una estructura
se debe de calcular con suficiente precisién el campo de temperaturas transitorias. La
temperatura transitoria fuera del bafo de soldadura depende principalmente de la
distribucién de la energia de la fuente de calor y la distribucion del calor lejos del batio de
soldadura por conduccién en el sélido. A continuacién se pueden observar los diferentes

modelos que existen para modelizar los procesos de soldadura.
Soluciones analiticas

Las soluciones analiticas son soluciones exactas de la ecuacién diferencial lineal de
Fourier para la conduccion térmica y adaptarla para el caso de la simulacién de la soldadura
[45]. La mayoria de las investigaciones realizadas para este tipo de soluciones se centran en
estados cuasi-estacionarios, por lo que el proceso de soldadura esta estabilizado y la forma de
la zona de fusién es constante [45]. La principal ventaja de estos métodos es que el coste
computacional es muy pequeno [15]. Sin embargo, el uso de estos modelos esta limitado para
bafios de soldadura poco profundas en placas gruesas [6, 46]. Ademas solo son validos para
geometrias simples y es dificil incluir los fenémenos de convecciéon y radiaciéon [15].
Asimismo, estos métodos ignoran la distribucién de energia para las fuentes de calor de
soldaduras reales y suponen propiedades del material independientes de la temperatura, y
ademads no tratan el fendmeno de transformaciéon de fase [15, 28]. Los primeros modelos
basados en soluciones analiticas para modelizar la fuente de calor fueron desarrollados por
Rosenthal [47], Adams [48] y Rykalin [49], donde la fuente de calor se puede aplicar en un

punto, en un segmento lineal o en un plano.

Myers et al., examinaron diferentes modelos analiticos y concluyeron que mediante las

simplificaciones que se realizan en dichos modelos, el uso de estos métodos es limitado [15].
Soluciones numeéricas

Con la tecnologia informatica que existe en la actualidad, la solucién analitica se ha
dejado de lado, puesto que los métodos numéricos y los algoritmos del proceso de soldadura
mas eficientes dan resultados mas acordes con la realidad en tiempos razonables [21]. Los
resultados obtenidos con el método de los elementos finitos (MEF) son soluciones
aproximadas y la precisién depende en gran medida de la densidad de malla y del tipo de
elemento. En el caso de que se utilice un tamano de elemento pequefio la soluciéon seria mas
exacta pero el coste computacional aumentara, por lo tanto una buena aproximaciéon puede
ser utilizar un mallado fino cerca del bafio de soldadura, debido al elevado gradiente térmico,

y mas basto en las zonas restantes [45]. La gran ventaja de este tipo de soluciones es que
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permite considerar el estado transitorio, las no linealidades como la conductividad, el calor
especifico, la radiacién,... dependientes de la temperatura y casi no existe ninguna
restriccion en la complejidad de la geometria [29, 45]. Ademas, permite realizar la simulacién
termo-mecanica para obtener el valor de las tensiones residuales y las distorsiones.
Asimismo, a pesar de que a menudo la forma del bafio de soldadura son aproximaciones poco
precisas, mediante el empleo de esta solucién se puede incluir el bafio de soldadura de forma
realista. La gran desventaja de estos métodos es el gran coste computacional que requieren
[45].

Existen dos enfoques diferentes para modelar el aporte de calor que se analizan a

continuacion: la temperatura prescrita y el flujo de calor prescrito.

e Temperatura prescrita

Estos modelos tratan la fuente de calor de la soldadura como un sub-dominio donde la
temperatura o la entalpia especificada en el bafno de soldadura es conocida en funcién de (x,
y, z, t) [29, 43, 50]. Aunque este método se puede aplicar en los andlisis en 3D, sobretodo se
ha empleado para modelos numéricos en 2D. Para emplear este procedimiento, se necesita
saber la temperatura, forma y posicion del bafio de soldadura, que se pueden definir
mediante el uso de una caAmara termografica durante el proceso de soldadura, determinar la
geometria a partir del andlisis de la microestructura... Las soluciones basadas en este
método dan buena precisiéon para las temperaturas medidas a una distancia de la soldadura
[27]. La principal limitacién de este método es que la fase de calentamiento no se modela con
suficiente precisién, la cual normalmente se modela mediante un incremento lineal de la
temperatura seguido de una fase de temperatura constante (Figura 2.15). En estos métodos,
la entrada de calor se va adaptando hasta alcanzar un buen ajuste con los datos
experimentales [27]. Argyris et al. [51], prescribieron la temperatura en el bano de la
soldadura. Sin embargo, no esté claro si para la distribucién de la temperatura definieron la
temperatura del limite entre la ZAT y el bafio de soldadura igual a la temperatura de fusién
0 sl la temperatura tiene su valor maximo en la zona central y disminuye hasta la

temperatura de fusién en el limite de la zona de fusién [52].
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Figura 2.15. Enfoque de la tension prescrita (adaptado de [27]).

o Fuente de calor distribuida

Actualmente es el método mas comin, donde la entrada de calor se aproxima como una
densidad de energia distribuida en los puntos de integracién, que se convierten en cargas
térmicas. De esta forma se puede modelar de manera sencilla la forma del bafio de soldadura

con cierta complejidad.

Pavelic et al. [53], desarrollaron el primer modelo con fuente de calor distribuida, donde
se supone que se da una distribucién Gaussiana en la superficie y la fuente de calor no esta
en movimiento. Este método es particularmente efectivo para soldaduras de baja densidad de
energia donde el bafio de soldadura no tiene una forma de penetracién profunda, ya que es
una distribucién superficial [54, 55]. Ademas, este modelo da resultados precisos para el caso
donde se da un precalentamiento pero sin generar fusién [52]. Friedman [56] y Krutz et al.
[67], sugirieron un modelo alternativo para el modelo de Pavelic, donde la fuente de calor se

mueve con el sistema de coordenadas.

Por otra parte, Goldak et al. [55], desarrollaron otro modelo donde la distribucién de la
densidad de energia es elipsoidal. Este modelo supone que el gradiente térmico en el
cuadrante frontal y en el trasero no es simétrico, por lo tanto, Goldak et al. [65] sugirieron un
modelo donde la distribucién de la fuente de calor se realiza mediante una elipsoide doble,
también denominado como el modelo de Goldak. Hoy en dia, este modelo es uno de los
modelos méas respetados y empleados [55, 58-62]. Puede ser empleado para casos de
soldadura con penetracién superficial y profunda, asi como para soldaduras asimétricas. La

Figura 2.16 muestra una representacion esquematica del modelo de Goldak.
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La distribucién de la fuente de calor combina dos elipsoides diferentes, una en el
cuadrante delantero y otra en el trasero. Las densidades de energia, q¢(x,y,2z) y q,(x,y,2),
describen la distribucién del flujo del calor de los cuadrantes delantero y trasero,

respectivamente:

Pt ‘3% -5
q; (xa Y, Z) = 6\/7A'e 3(12 ‘e % ‘e “f 2.5
abgcfﬂx/l_r

- Lz S T35,
qr (xa Y, Z) = 6\/§f;q =€ 3a2 e b ‘e r 2.6
abgcrﬂ\/l_r

Donde g es la de energia de entrada (W), f, y f. son los factores fraccionales del calor
depositado en el cuadrante frontal y en el cuadrante trasero, teniendo en cuenta que
f; +f, =2 [63]. Las constantes a, b,, ¢, y ¢, se muestran en la Figura 2.16 que son las

medidas del pozo de soldadura.

Flujo de calor

Figura 2.16. Modelo de la doble elipsoide de Goldak para modelar la fuente de calor de
soldadura (adaptado de [55]).

En este modelo se requiere saber de forma detallada la forma del bano de soldadura y
en la mayoria de los casos da una mejor descripciéon de la distribucion de la fuente de calor
que los modelos de flujo superficiales. La mayor limitaciéon de este modelo es que requiere
medir el bafo de soldadura durante o después de realizar la soldadura, por lo que su
aplicacién como herramienta predictiva es limitada [64]. Ademaés, en ciertas uniones
soldadas, uniones en T, uniones en L..., la medicién del bafio de la soldadura para cada

pasada estd geométricamente limitada y en ocasiones no se puede llevar a cabo [54].
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Se pueden realizar buenas estimaciones de la forma del pozo de soldadura sin realizar
ningun ensayo experimental, pero se necesita cierta experiencia con dicho modelo y con el
proceso experimental de soldadura. Por un lado, se puede suponer que la dimensién de la
elipsoide doble es un 10% menor que la dimensién del pozo de soldadura [29]. Por otro lado,
Wahab et al. [65] desarrollaron algunas ecuaciones analiticas para calcular la geometria del
pozo de soldadura en funcién del voltaje, corriente, velocidad de soldeo y el porcentaje de
diéxido de carbono empleado en el proceso de soldadura. El error realizado al definir la

geometria de la soldadura utilizando estas ecuaciones, es de alrededor de un 15% [65].

En la actualidad existen numerosos modelos para modelizar el aporte térmico, donde la
distribucién se divide en diferentes partes, como por ejemplo en un flujo volumétrico y un

flujo superficial [2, 52, 66-68].

Barsoum [69], desarrolldé un modelo tridimensional para simular una soldadura
multipasada, donde como parametros de entrada emplearon el voltaje y la intensidad
definidos en el proceso de soldadura. La fuente de calor fue modelada usando el enfoque del
ajuste, que en el caso de que existan datos experimentales, consiste en concordar la
temperatura calculada con los datos experimentales. En el caso de que no exista ningin dato
experimental disponible, los parametros de soldadura son ajustados para alcanzar una zona
de bafio de soldadura y una distancia del limite de la zona de fusiéon a la zona afectada
térmicamente (ZAT) razonable. En cuanto a la validacién del campo térmico, el método
desarrollado presenta una precisiéon adecuada para el caso especifico de la soldadura a tope
unipasada. Sin embargo, para la soldadura a tope de dos pasadas, el modelo no es tan
preciso. Con respecto al campo de TR, las longitudinales muestran una correlacién positiva
frente a los ensayos experimentales, mientras que las transversales no estiman el valor de
las tensiones residuales con tanta precisién. Brickstad et al. [16] y Jiang et al. [70] también
emplearon el voltaje y la intensidad definidos en el proceso de soldadura como parametros de

entrada para realizar la simulacién.

Existen otros métodos donde se incluyen los fenémenos fisicos que se dan en el proceso
de soldadura. Algunos autores usaron un modelo matemadatico en tres dimensiones para
modelar el arco de plasma y la transferencia del metal [71-73]. Estos métodos, ademas del
coste computacional que tienen, requieren definir adecuadamente numerosos parametros
como la viscosidad del arco de plasma, la temperatura del arco de plasma, el coeficiente de
tensién superficial... La complejidad para determinar estos parametros ademas del gran
coste computacional requerido por estos métodos, limitan el uso de esta técnica de

modelizacion.
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2.2.3 Modelado de la adicion del material de aporte

Para modelar los procesos de soldadura multipasada, existen dificultades
suplementarias en comparaciéon con las soldaduras de una pasada. En las soldaduras
multipasada se debe de modelar la adicién del metal de soldadura. Para el analisis se crea la
malla entera para toda la pieza, pero los elementos que no pertenezcan a la pasada
correspondiente se eliminan del analisis. Se afiaden gradualmente al modelo de acuerdo a la
progresion de la fuente de calor. En la literatura existen dos enfoques para simular la adicién

del material de aporte [27]:

* Elementos silenciosos: Todos los elementos del modelo estan desde el inicio del
analisis, pero a los elementos que todavia no estan activados se les asignan diferentes
propiedades del material; bajo médulo de Young y bajo limite elastico. Una vez que la
fuente de calor alcanza a los elementos desactivados, se les cambian las propiedades a

dichos elementos, asignandoles las propiedades del material de aporte.

* Elementos inactivos (morir-renacer): Los elementos son anadidos al modelo numérico
en el instante del tiempo correspondiente a la adicién del metal de aporte. Desde el
inicio, en el modelo se definen todas las partes con las propiedades adecuadas, pero
cuando los elementos no estan activados, se eliminan de la ecuacién del sistema hasta

el instante de activacién para cada elemento.

Lindgren et al. [27] compararon los dos métodos de adicién del material de aporte y
obtuvieron resultados muy similares. El método de elementos inactivos es mas efectivo con
respecto al coste computacional. En cuanto al modelo de elementos silenciosos, debido a la
disminucién de las propiedades del material, la matriz de rigidez puede estar en mal estado,
con problemas numéricos. Usando el método de elementos inactivos, los nodos del elemento
Inactivo no siguen los movimientos de los nodos activos de los elementos contiguos, por lo que
los resultados pueden estar distorsionados o incluso colapsados. Con el fin de solucionar este
problema Lindgren et al. [27] usaron la técnica de suavizado, que consiste en introducir el
material de aporte con una temperatura inicial, con lo que se reduce el flujo de calor

volumétrico.

Otro enfoque para modelar la adicién del metal de aporte es omitir totalmente la
deposicién del metal y considerar la geometria final (metal base + soldadura) desde el inicio
de la soldadura. Para el caso de soldaduras de una pasada y comparando los valores de las
TR experimentales y numéricas, este método da resultados similares a los del modelo de
activacién de elementos, tal y como se puede observar en publicaciones anteriores [25]. Sin

embargo, este enfoque no es valido para el caso de soldaduras multipasada.
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2.2.4 Modelizacion del campo mecanico

La deformacién total se asume que es la suma de las deformaciones por elasticidad
(£°), plasticidad (&), plasticidad por transformacién (£™), visco plasticidad (™), fluencia

(&%), temperatura (£')... [2]:

EE +E  +EP +eP +5+£ +. . 2.7

En el analisis numérico de los procesos de soldadura, las deformaciones térmicas,
elasticas y algunas plasticas son necesarias para predecir el valor de las tensiones residuales.
Normalmente, se desprecia la deformacién debida a la fluencia (£°) del andlisis mecanico ya
que el tiempo en la que esta expuesto el material a elevadas temperaturas es muy pequena
[2]. Por otro lado, si la descomposicién de la austenita ocurre a temperaturas muy elevadas,
como es el caso del acero al carbono utilizado en este estudio, se puede despreciar el cambio
volumétrico y por lo tanto la plasticidad por deformacién (&£™). Por lo tanto, con las
simplificaciones y suposiciones realizadas anteriormente, para un acero al carbono, la
deformacién total en cualquier punto del cuerpo se puede representar mediante la siguiente

suma [2, 74]:
E=E+eEP + £ 2.8

La deformacién plastica (irrecuperable), ocurre solo en el caso de ciertas combinaciones

de tiempo, temperatura y patréon de tensiones.

Deformacién eldstica

La deformacién eldstica de la muestra metdlica es el resultado de una distorsiéon
recuperable. Puede ser causado por la temperatura o por el cambio de tensién. La relacién
entre el tensor de la tensién y la deformacion se puede definir en funcién de la suposicién
clasica del material elastico lineal. Por lo tanto, la ley que determina la dependencia entre la
tension y la deformacién de un material elastico lineal fue formulada por Hooke, donde la
deformacién es proporcional a la fuerza. Desde el punto de vista de propiedades elasticas, la
mayoria de los materiales se pueden considerar isétropos [28]. Este hecho permite reducir el
nimero de coeficientes hasta dos, el médulo de Young (E) y el médulo de cortadura (G),

siendo v el coeficiente de Poisson.

g:2(1+u) 2.9
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Deformacién térmica

La deformacién térmica es el efecto total de la expansién térmica y el cambio de
volumen debido a los cambios de fase. En los cuerpos sélidos, el cambio de temperaturas esta
. . , . , . t . .
relacionado con las deformaciones térmicas volumétricas (£) en todas las direcciones

mediante la siguiente ecuacién [29]:

2.10

Donde a es el coeficiente de expansién térmica y AT es el cambio de temperaturas.
Para cambios de temperaturas grandes, el coeficiente de expansién térmica se debe de

insertar en funcién de la temperatura.

Deformacién plastica

La ley que define el comportamiento a partir del limite elastico se denomina criterio de
plasticidad o fluencia. Los ensayos experimentales demuestran que la tensién uniforme
hidrostatica tractiva o compresiva no afecta en la plasticidad, por lo que se supone que la
plastificacién solo depende de la tensién desviadora. Este hecho hace que se puedan realizar
simplificaciones importantes en la definicién del criterio de plasticidad. Cualquier estado de
tensiones que su punto de tensién este en la superficie del circulo del plano desviador en
funcién del criterio elegido, corresponde al estado de plastificacién. El criterio de plasticidad
depende solo del valor de las tensiones principales y no de sus direcciones. Como se ha
mencionado anteriormente si se desprecia el efecto de Bauschinger, si un estado tensional

(01, 05, 03) es un estado plastico, el estado (-0¢, -0, -03) también sera un estado plastico [28].

La ley de fluencia establece que el incremento de la deformacién plastica es coaxial y

proporcional a la tensién desviadora:

de? =dA o, 2.11

En las soldaduras, el material tiene una gran temperatura durante un tiempo
relativamente corto del ciclo térmico, por lo tanto se desprecia la plasticidad acumulada

dependiente de la velocidad [27].

Debido a que para que se dé la plasticidad la tensién efectiva tiene que estar en la
superficie de fluencia, debe de haber una relaciéon directa entre el cambio de deformacién

plastica y el cambio de la tensién. El modelo mas empleado para la plasticidad independiente
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de la velocidad es el de von Mises con la ley de flujo asociada. Por lo tanto las deformaciones
plasticas son incomprensibles y no dependientes de la parte hidrostatica de la tension. La
regla de flujo establece que el flujo plastico es ortogonal a la superficie de fluencia. Esto se
obtiene a partir de la suposicién de disipacién maxima plastica o postulado de Drucker. La
ley del flujo y ley de plasticidad es dada por [27]:

deP = a_f

b 30, 2.12

Donde /]p es un parametro plastico que determina la cantidad de flujo, que es un
escalar positivo. El valor de dicho parametro se determina por medio de la condicién de
consistencia y es necesario definir una regla de endurecimiento, que para los procesos de

soldadura, la suposicién de un endurecimiento isétropo esta ampliamente aceptado [75].
Calculo de la tension

Una vez calculado los diferentes valores de la deformacion, para cualquier instante de
tiempo £, la respuesta de la tensién es dada por la ley constitutiva para el material termo-

elastico 1sétropo [74]:
0=C(8—8p—8th) 2.13

Donde C esla matriz de elasticidad.

El modelo mecanico se basa en la solucién de las tres ecuaciones diferenciales parciales

del equilibrio de fuerzas, en notacién tensorial, se pueden escribir como [2]:

o,+p; =0 2.14

Donde p; es la fuerza del cuerpo en cualquier punto dentro del volumen analizado y 0,

es el tensor de tensiones.
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2.2.5 Validacion experimental del proceso de soldadura

Campo térmico:

En general, la medicién del campo térmico se puede realizar con contacto y sin
contacto. En cuanto a la mediciéon de la temperatura mediante contacto, existen diferentes
métodos: a través del uso de termopares, de termémetros bimetalicos, de termoémetros de
termo resistencia... Con respecto a la medicién de la temperatura sin contacto, se pueden
distinguir entre: pirémetros de radiaciéon visible, pirémetros de absorcién-emisién,

termdémetros de radiacién infrarroja.
Termopares

Para realizar la medicién del campo térmico mediante termopares, es necesario que un
extremo del termopar esté en contacto con la superficie que se quiera medir. El termopar esta
compuesto por dos metales diferentes unidos en el extremo donde se quiere medir la
temperatura, donde debido al cambio de temperatura se produce una diferencia de potencial
muy pequena. Mediante una tarjeta de adquisicién adecuada esta diferencia de potencial se

transforma nuevamente en temperatura.

Existen numerosos problemas a la hora de emplear termopares para la medicién del
campo térmico transitorio. Por un lado, existe la limitacion de que este dispositivo
proporciona la temperatura puntual, por lo que para analizar la distribucion de la
temperatura en un perfil es necesario el uso de varios termopares. Por otro lado, debido a la
pequena sefal eléctrica que se genera, es susceptible al ruido eléctrico. Para el caso concreto
de medicién de temperaturas altas, la gran problematica de estos dispositivos es la fijacién a
la superficie a medir. Algunos autores optan por introducir el extremo del termopar en un
agujero taladrado en la superficie a medir [2]. Otro método consiste en emplear la soldadura

TIG, sin aporte de material, para fijar el extremo del termopar en la superficie de la pieza.
Termometros de radiacion infrarroja

La medicién de la temperatura por radiacién infrarroja se realiza sin contacto, ya que
se basa en la medicién de la radiacién térmica que emite el cuerpo. La radiacién térmica es la
parte del espectro electromagnético (Figura 2.17), que se extiende aproximadamente de 0,1 a

1000 um e incluye una porcién de ultravioleta y se expande hasta el rango de infrarrojos [76].
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Figura 2.17. Espectro electromagnético donde se puede observar el rango de la radiacion
térmica (0,1-1000 um) [77].

Todos los cuerpos emiten radiaciéon térmica dependiente de la temperatura, debido a
este fenémeno se puede determinar la temperatura de un cuerpo mediante la medicién de la
cantidad de radiacion emitida por el cuerpo. Sin embargo la radiacién no depende solo de la
temperatura del cuerpo, sino también de las condiciones del entorno (humedad vy
temperatura del aire, distancia al objeto a medir la temperatura, temperatura reflejada,

radiacién incidente,...) y de las caracteristicas de las superficies termografiadas [77].

La radiacion total incidente que llega a un cuerpo desde una fuente sera absorbida
(a,), reflejada (p,) y transmitida (7,). Como postula la primera ley de la termodindmica la

energia se conserva, por lo que se puede definir la siguiente ecuacién [76]:

1=(a,+p, +1,) 2.15

Por otra parte, la capacidad que tiene un cuerpo para emitir la radiacién se denomina
emisividad (£, ). Un cuerpo de mayor emisividad irradiard més que otro de baja emisividad
incluso a la misma temperatura. La radiacién saliente de un cuerpo puede clasificar en tres

fuentes diferentes: la emitida (¢, ), la reflejada (p,) y la transmitida (7,) [77].

1=(&, +p, +1)) 2.16

El rango de temperatura capaz de medir por una camara termografica para una
longitud de onda dada esta en funcién del tiempo de integracién. El tiempo de integracién es

el tiempo que el receptor estd expuesto a la fuente de radiacién. Si la fuente de radiacién es
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débil el receptor requiere mas tiempo de integracién para capturar una cantidad de radiacién
medible. Por otro lado, si la radiacién recibida es demasiado grande el tiempo de integracién

debe de ser menor [77].

La emisividad es la relacion entre la radiacién emitida por un cuerpo real y la radiacién
emitida por un cuerpo negro, para la misma temperatura y longitud de onda. La emisividad
de un cuerpo real siempre es menor que la emisividad de un cuerpo negro [76].

R, (T,7,6)

€) (T7/]79) = R/l,b (T,A,H)

2.17

La emisividad depende de la temperatura, de la longitud de onda medida, de la
rugosidad superficial, del estado fisico del material, de la oxidaciéon superficial, de la
geometria y del dngulo entre la fuente de radiacién y el receptor. Ademads, la precisién en la
medicién de la temperatura depende del valor de la emisividad. Cuanto menor sea el valor de

la emisividad, mayor es la incertidumbre a la hora de la medicion de la temperatura [77].

Hoy en dia, no existe ningin procedimiento tedrico para determinar el valor de la
emisividad de los cuerpos reales, por lo tanto, la emisividad se determina
experimentalmente. Existen diferentes métodos para determinar y controlar la emisividad de

superficies reales [76]:

e (Calentar la muestra hasta una temperatura conocida, definida mediante el uso
de un sensor preciso, y medir la temperatura usando un instrumento de IR. A
continuacion, ajustar el valor de la emisividad hasta que las temperaturas

analizadas midan el mismo valor.

« Para temperaturas relativamente bajas (<300°C), se puede medir Ila
temperatura de una pieza con una cinta adhesiva de alta emisividad mediante

un instrumento IR. A continuacién se puede ajustar el valor de la emisividad.

» Para temperaturas medias-altas, si la superficie a analizar se recubre con una
pintura negra opaca, la muestra tendra una emisividad cercana a 1. Se mide la
temperatura de la pintura y se ajusta la emisividad para que mida la

temperatura correcta.

e Para la medicion de altas temperaturas, se taladra un agujero (profundidad de
por lo menos 10 veces el diametro) en la pieza. Este agujero actiia como un
cuerpo negro con una emisividad cercana a 1. Se mide la temperatura en el

agujero y se ajusta la emisividad para que mida la temperatura correcta.

Esta técnica de medicion posee ciertas ventajas comparando con el método de los

termopares. Por un lado, es posible analizar la distribucién de temperaturas en una
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superficie ya que la medicion es bidimensional. Ademaés, el tiempo de respuesta mediante
estos dispositivos es menor. Sin embargo, este método también tiene ciertos inconvenientes.
Por un lado, para que la medicién sea lo mas precisa posible, el cuerpo ha de tener una
emisividad cercana a la unidad por lo que en la mayoria de los casos la superficie de la pieza
se recubre con una pintura negra opaca para acercar el objeto a analizar a un cuerpo negro.
Por otro lado para una longitud de onda dada, el rango de temperaturas capaz de medir por
la camara termografica se determina mediante el tiempo de integracién, por lo que el rango

de temperaturas es limitado [77].

Campo mecdnico:

Durante los tGltimos afios se han desarrollado diferentes métodos para medir las TR en
diferentes tipos de componentes. Las diferentes técnicas se pueden clasificar como
destructivas, semi-destructivas y no-destructivas. Las caracteristicas de penetracién y
resoluciéon espacial de algunas de las técnicas disponibles se pueden observar en la Figura
2.18. Las ventajas y desventajas de cada método de mediciéon de tensiones residuales se

recogen en la revisién realizada por Rossini et al. [78].

Las técnicas destructivas y semi-destructivas, también llamados métodos mecanicos,
deducen el valor de la tensién residual a partir del desplazamiento producido debido a la
relajacién de la tensiéon completa o parcial mediante la eliminacién del material, asumiendo
un comportamiento elastico. En otras palabras, estos métodos se basan en la medicién de las
deformaciones debidas a la liberacién de las tensiones causadas por la eliminacién del

material de la muestra [78].

Las técnicas no destructivas en general miden algin parametro relacionado con el
estado micro-estructural que esta relacionado con la tensién. Mas concretamente, se basan
en la diferencia de velocidad de la onda en los medios eldsticos tensionados y sin tensionar
[25]. Estas técnicas se estan convirtiendo de gran interés para la evaluacién del dafo relativo
a la fatiga en diferentes componentes estructurales (puentes, estructuras para aeronaves,
plataformas offshore,...) que requieren de investigaciones periddicas para prevenir

1mportantes dafnos o incluso el fallo [78].
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Figura 2.18. Penetracion y resoluciéon espacial de las técnicas para medir TR. Las areas

grises indican que son métodos destructivos (adaptado de [79]).

A continuacién se realizard un andlisis mas exhaustivo del método de hole-drilling, ya

que es el método que se empleara en esta tesis.
Método de hole-drilling:

El método de hole-drilling se considera una técnica semi-destructiva ya que tiene un
efecto muy pequefio en el componente. Esta técnica es relativamente simple y rapida y
ademdas permite la mediciéon de la distribucién de las tensiones residuales a través del
espesor en magnitud, direccién y sentido. Posee las ventajas de una buena precisiéon y
fiabilidad, procedimientos de ensayo normalizados e implementacién practica conveniente.
Por el contrario, las desventajas de este método son la dificultad a la hora de interpretar los
datos, que es semi-destructivo, la limitada sensibilidad a la deformacién, la limitada
resolucién y la necesidad de una alineacién precisa durante el proceso de hole-drilling. Segun

Withers et al. [80], mediante el método de hole-drilling se obtiene una precisién de +50 MPa.

En general el método de hole-drilling es aplicable para todo tipo de materiales. En
primer lugar, los materiales deben de ser homogéneos e isétropos y se deben conocer las
propiedades elasticas. Sin embargo, un gran ntimero de publicaciones demuestran que la
influencia de la textura del material se puede despreciar. En segundo lugar, el material
analizado debe de ser mecanizable, la perforacién del agujero no debe perjudicar a las
deformaciones medidas. Este método predice las macro tensiones (tipo I) y para evitar la
plastificacién local por la concentracién de tensiones debido al agujero, la magnitud maxima
de la tensién residual medida no debe sobrepasar el 60-70 % del limite elastico y ademas el

valor de las tensiones no deben de variar significativamente a lo largo del espesor. La
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profundidad minima analizable del agujero no debe exceder el valor de 0,5d, (donde d, es el

diametro del agujero) [81].

El taladrado del agujero para la medicion de las TR requiere que se realice con mucha
precaucién para evitar introducir errores. Hay tres fuentes de error: Introducir tensiones de
mecanizado (afiadiendo a las tensiones residuales a medir), forma del agujero no-cilindrica y
la excentricidad. No obstante es el inico método de medicién aceptado en la normativa ASTM
[81]. En general, la magnitud de las tensiones adicionales inducidas depende del método de
taladrado empleado y de los parametros de trabajo empleados. Las tensiones adicionales
inducidas mediante el hole-drilling de alta velocidad son relativamente menores que las
generadas mediante otras técnicas de hole-drilling, ya que no inducen ni deformaciones
plasticas y ni calentamientos excesivos [78]. El método de hole-drilling de alta velocidad es
adecuado para medir TR en muestras con alta dureza y alta tenacidad, pero se da un gran

desgaste de la herramienta.

El procedimiento de este método es el siguiente; se adhiere una roseta extensométrica
en la posicion donde se procede a realizar la medicion de las TR y se taladra un agujero en el
punto central mediante una maquina de taladrar de alta velocidad hasta la profundidad de
0,4 veces el diametro medio de del circulo de la galga extensométrica [2]. Debido a la
perforacion del agujero las tensiones residuales bloqueadas se relajan y las correspondientes
deformaciones superficiales se miden mediante el uso de galgas extensométricas (Figura
2.19) adheridas alrededor del agujero en la superficie. A partir de las deformaciones medidas
alrededor del agujero, las TR se calculan usando apropiadas constantes de calibracién para
cada tipo de roseta extensométrica asi como el procedimiento de analisis mas adecuado para
el tipo de tensiones esperados [78]. Estas constantes de calibracién se obtienen mediante
calculos o ensayos experimentales, y se definen debido a que en el método de hole-drilling no
se liberan completamente las deformaciones debidas a las tensiones residuales inherentes
[82].

-

)

Figura 2.19. Galga extensométrica tipo A para la medicion de deformaciones [81], [83].
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2.2.6 Conclusiones del estado del arte

En la revisiéon bibliografica realizada, se ha observado que realizar una correcta
estimacion del patron de TR es muy compleja, debido a que intervienen numerosos
fenémenos fisicos, como la electricidad, el calor, el magnetismo, la luz, el sonido y el trabajo
mecanico. Asimismo, hoy en dia, la correcta estimacién de las TR en los componentes
soldados presenta algunas limitaciones ya que los diferentes métodos experimentales todavia
no son totalmente fiables. Por lo tanto, debido a las dificultades practicas a la hora de medir
las TR en componentes gruesos, el valor de dichas tensiones se obtiene mediante la

combinacién de mediciones experimentales y predicciones a partir de los modelos numéricos.

Actualmente, existen diferentes modelos numéricos para predecir el valor de las TR,
pero la mayor limitacién de estos enfoques es que requieren medir el bafio de soldadura
durante o después de realizar la soldadura, por lo que su aplicacién como herramienta
predictiva es limitada. Asimismo, existen otros métodos numéricos que incluyen los
fenémenos fisicos que se dan en el proceso de soldadura, donde la mayor limitacién es que

requieren definir adecuadamente numerosos parametros y el gran coste computacional.

Por lo tanto, en este capitulo se ha desarrollado un procedimiento para predecir las TR

generadas en el proceso de soldadura.

2.3 Procedimiento numeérico

Uno de los aspectos més criticos a la hora de emplear modelos de elementos finitos
como herramienta de prediccién del proceso de soldadura es determinar los parametros de
entrada del proceso, como son la fuente de calor y la velocidad de soldadura. Para este
propodsito, se ha desarrollado un procedimiento analitico con el fin de definir la fuente de
calor y la velocidad de soldeo que asegure un modo de transferencia por spray. En este
trabajo se ha analizado el modo de transferencia por spray ya que es especialmente adecuado
para realizar la unién multipasada de estructuras de gran espesor, por su elevada tasa de
transferencia del metal, alta estabilidad del arco, ausencia de salpicaduras de soldadura y
transferencia uniforme e irregular del metal a la pieza [54]. El procedimiento de
modelizacion desarrollado en esta tesis consta de dos partes. Primeramente, se definen los
parametros del proceso en funcién del modelo analitico desarrollado para la fuente de calor.
Después, los pardmetros definidos se usan como datos de entrada para realizar el modelo
MEF de la soldadura a tope multipasada con transferencia por spray para obtener el patrén

de tensiones residuales.
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2.3.1 Determinacion analitica de los parametros del proceso de soldadura

Como se ha mencionado anteriormente, los parametros de entrada necesarios para
alimentar la soldadura multipasada en modo spray son: la fuente de calor y la velocidad de
soldeo. Dichos parametros se definen en funcién de las condiciones de soldeo para el modo de
transferencia spray, de acuerdo con la seccién transversal de la soldadura y la configuracién
de la pistola de soldadura. La Figura 2.20 muestra la configuracion de la pistola de
soldadura, donde L es la longitud del arco, L., es la distancia entre el contacto y la pieza

asoldary L_ eslalongitud del hilo saliente.

Boquilla ------ > Velocidad de
soldeo (%)

Tubo de contacto

Y SN geeeeeeeeenes .
'Hilo eléctrico ;
saliente (Ls,) Distancia del

R } ...... contacto a la
77N : pieza (Lctw)
i N 4 Y
At
i 4
Longitud del

arco (L)

Figura 2.20. Configuracion de la pistola de soldadura (adaptado de [42]).

o Energia de la fuente de calor:

La energia de la fuente de calor es la energia térmica total que se le proporciona al
cordén de soldadura durante el proceso. Como se ha mencionado anteriormente en el estado
del arte, la potencia suministrada para la transferencia por spray se puede obtener mediante

la ecuacion 2.1.

Con el fin de determinar la intensidad de soldadura, I, primeramente se define la
corriente de transicién entre el modo de transferencia globular y spray. Este parametro
depende del gas de proteccion y el diametro del hilo empleado en el proceso de soldadura. De
esta forma, de acuerdo a la relaciéon propuesta por Norrish (Figura 2.21) [84], se define la
corriente de transicion entre el modo de transferencia globular y spray. Con el fin de
asegurar la condiciéon de transferencia por spray la intensidad aplicada en el proceso de

soldadura debe de ser mayor que este valor limite.
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Figura 2.21. Relacion entre la composicion del gas de soldadura y la corriente de transicion,

para hilos de acero al carbono de diametros entre 0,8 y 1,6 mm (adaptado de

[84]).

La caida total del voltaje V,, es aproximadamente la suma de la caida del voltaje en la

longitud del hilo saliente V_ y la caida del voltaje a lo largo del arco V,  [42]:

arc

VTot = Varc +‘/so 218

Por un lado, la caida del voltaje a lo largo del arco se puede obtener mediante la
siguiente ecuacién [85]:

V.=IR_  +a,+a L, 2.19

Donde R,  es la resistencia eléctrica del arco, a, es la caida del voltaje del

anodo/catodo y a, es el gradiente del potencial del arco. La longitud del arco minima para

asegurar la transferencia por spray debe de ser mayor que 4,5 mm de acuerdo a Lesnewich
[85].

Por otro lado, la caida del voltaje a lo largo del electrodo se calcula con la siguiente

ecuacion [42]:

V.=p =l 2.20

S0

Donde p, es la resistividad del material de aporte y A es el area de la seccién
transversal del hilo. Por 1ltimo, la longitud del hilo que sobresale se determina

geométricamente con la ecuacién 2.21, de acuerdo con la Figura 2.20:

Lso = LCTW - Larc 2.21
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Velocidad de soldeo:

La velocidad de soldeo es la velocidad a la que avanza la pistola de la soldadura a lo
largo del cordén de soldadura. Suponiendo que el proceso de soldadura MIG satisface la ley
de conservacién de masa, la velocidad del hilo y la velocidad de soldeo se pueden relacionar

mediante la siguiente expresion:

A v
Aso.vh =AC.US - Us = S
A

c

2.22

Donde v, es la velocidad del hilo, A, es la seccién transversal del cordén de soldadura

por pasada y v, es la velocidad de soldeo.

Existen dos enfoques para modelar la velocidad del hilo para la soldadura realizada con
una fuente de tensién constante usada en MIG, como sugieren Palani et al. [86]: el primer
enfoque es realizar experimentos de soldadura para ajustar la ecuacioén lineal que relaciona
la corriente de soldadura y la velocidad del hilo; el segundo es usar los resultados de los
experimentos para determinar las constantes de proporcionalidad del calentamiento del arco

y el calentamiento debido a la resistencia eléctrica para ajustar la ecuaciéon parabdlica.

En el presente trabajo, se ha usado el segundo enfoque, donde la relacién entre la
velocidad de soldeo y la corriente es dada por la ecuacién 2.23 del modelo parabdlico [84]. En
la literatura existen diferentes trabajos que determinan las constantes de proporcionalidad
del calentamiento del arco y el calentamiento debido a la resistencia eléctrica con respecto a
la seccién transversal del hilo, diferenciando entre hilo sélido y recubierto. El hilo recubierto,
es un hilo especifico que se emplea para aumentar la productividad del proceso de soldadura
[86], [87]. En el presente estudio, se ha definido la ecuacién 2.23 para el proceso de soldadura

MIG mas empleado en la industria, donde se emplea hilo sélido:

@1 .LSO .12

v, =a, 1 +A—SO 2.23

Donde a, y f, son constantes que dependen de las propiedades del electrodo
empleado. Analizando los diferentes valores obtenidos para las constantes anteriores en
diferentes estudios de la literatura para el hilo solido de acero al carbono [84, 86, 88-90], se
ha observado que la diferencia es despreciable (Figura 2.22). Por lo tanto, en el presente
trabajo se ha decidido considerar los valores definidos en [84], @, =0,3 mmA-lsly B =510

A-2g-1 para el hilo de acero al carbono sélido.
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Figura 2.22. Comparacién de los diferentes modelos para obtener el valor de la velocidad

del hilo en funcién de la intensidad para electrodos de acero al carbono.

2.3.2 Modelizacion mediante EF de la soldadura multipasada

Geometria y mallado:

Primeramente se especifica el tipo de soldadura que se quiere realizar y la preparacion
de las chapas a soldar. Después, se concreta el nimero de pasadas necesarias para realizar la
soldadura escogida y se calcula la seccidon transversal para cada pasada y la total. Una vez
definida la seccién transversal total, la caracteristica geométrica critica para determinar el
cordén de la soldadura es la definicién del radio del cordén. Teng et al. [35], observaron que
la influencia del angulo del flanco en el valor de las TR es despreciable. Por lo tanto,
basandose en la geometria real de las placas soldadas, en el presente trabajo se ha
seleccionado un angulo de flanco de 30° para definir el radio del cordén. De este modo, queda
geométricamente definido el arco del cordén de la Gltima pasada, ya que en los dos vértices
del pie de soldadura la tangente debe formar 30° con la horizontal (Figura 2.23). Los arcos del
cordén para el resto de las pasadas se definen concéntricos con respecto a la dltima pasada

manteniendo el valor de la seccién transversal calculada inicialmente para cada pasada.

A continuacién en la Figura 2.23 se muestra el ejemplo de una soldadura a tope de tres

pasadas que ademas, como se vera mas adelante, ha sido empleado para validar el modelo.
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Figura 2.23. Procedimiento para calcular la geometria del cordén de soldadura para cada

pasada.

El mallado empleado son elementos hexaédricos de integracién completa y la adicién
del material de aporte en las tres pasadas se modela mediante el método morir/renacer
(Figura 2.24). En este método, inicialmente, todos los elementos del cordén de la soldadura
estan inactivos y, consecuentemente, se eliminan del sistema de ecuaciones. Los elementos se
activan en funcién de la velocidad de soldeo (v,), simulando la pasada de la pistola de

soldadura.

a) b)

Figura 2.24. a) Modelo usado para la simulacién del proceso de soldadura, b) principio de la

adicion del cordén de la soldadura.

Con el fin de modelar con el mayor realismo posible la aportacion del material a lo
largo de toda la longitud de la soldadura, se ha realizado un andlisis de sensibilidad para
determinar la longitud de activacion critica del cordén de soldadura. Se ha observado que con
niveles de discretizacion de hasta 20 mm de longitud los resultados térmicos son bastante
estables. Sin embargo, para validar la evolucién de la temperatura transitoria, se ha

especificado una longitud de discretizacién maxima que en funcién de la velocidad de soldeo
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equivalga a un segundo del proceso de soldadura como maximo. En consecuencia, para la
soldadura a tope analizada en este estudio, se ha identificado una longitud de activacién
limite de 6,12 mm para la tercera pasada, que se realiza con la menor velocidad de soldeo
para la misma velocidad del hilo. Por consiguiente, para el presente trabajo se ha
seleccionado una longitud de 5 mm, que asegura una discretizacién temporal menor de un
segundo para las tres pasadas y ademas, permite realizar un ajuste exacto con 40

discretizaciones en los 200 mm de la longitud de cada pasada.

e Técnica computacional:

La formulacién seleccionada para resolver los campos mecanicos y térmicos durante el
proceso de soldadura ha sido el calculo termo-mecanico desacoplado implementado en
software de simulacion ABAQUS™., El enfoque desacoplado se considera adecuado debido a
que los cambios dimensionales en el proceso de soldadura se pueden suponer despreciables y
la energia de deformacién es insignificante comparado con la energia térmica del arco [7].
Ambos sistemas de ecuaciones, la térmica y la mecanica, se resuelven mediante el uso del

método de integracion directa implicita.
»  Material:

Como se ha mencionado anteriormente el material de las placas a soldar es el acero
estructural S275JR y el material de aporte es el denominado PRAXAIR-M86 de acuerdo a la
normativa AWS/ASME SFA 5.18 ER70S-6. La Tabla 2.1 muestra las propiedades mecanicas
de ambos materiales a temperatura ambiente. Como se puede observar, ambos materiales
muestran un limite de rotura similar, pero el limite elastico, es al menos un 45% mayor para

el material de aporte.

Tabla 2.1. Propiedades mecanicas del material base y del material de aporte empleados en
este estudio [91, 92].

o, (MPa) o, (MPa) A (%) E (GPa)
S275JR 275 430-580 23 190-210
Filler M-86 >400 >480 >22 200

Propiedades térmicas:

La Figura 2.25 a) muestra la densidad, la conductividad térmica y el calor especifico en
funcién de la temperatura para el material de aporte y el material de las placas a soldar. Por
otra parte, la Tabla 2.2 muestra el valor del calor latente considerado y la temperatura de

transicién entre el sélido y el liquido.
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Tabla 2.2. Valor del calor latente de fusiéon [73].

Calor latente (kJ/kg) Temperatura solidus (°C) Temperatura liquidus (°C)

247 1500 1550

Propiedades térmo-mecdnicas:

Las Figura 2.25 b), ¢) y d) muestran las propiedades mecanicas dependientes de la

temperatura para ambos materiales, el material de aporte y el material base.
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Figura 2.25. Propiedades del material dependientes de la temperatura. a) Calor especifico
[93], conductividad térmica [2, 94] y densidad [63], b) Médulo de Young y
coeficiente de expansion térmica [95] y el limite elastico [96, 97], ¢) curvas
plasticas para el material base [2] y d) curvas plasticas estimadas para el
material del hilo.
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Debido a las limitaciones a la hora de obtener las propiedades termomecanicas del
material de aporte (01,2 mm), se ha realizado la hipétesis de que el limite elastico
dependiente de la temperatura serda un 45% superior que la del material base como sucede a
temperatura ambiente y se ha considerado que tendra el mismo mddulo de endurecimiento
cuando se definen las curvas tensién/deformacion. Se ha realizado la suposicién de que las
propiedades termomecanicas restantes para el material de aporte seran las mismas que para
el material base. Estas simplificaciones se han considerado validas por los siguientes

motivos:

» Las propiedades térmicas como la conductividad, el calor especifico, el calor latente o
la expansiéon térmica para ambos materiales es similar. Consecuentemente,
suponiendo las propiedades térmicas del material base para el material de aporte, el
error realizado en el patréon térmico y en la expansién térmica sera despreciable. Los
parametros anteriores, tienen una influencia directa en el patréon de tensiones

residuales predicha.

» Para aceros estructurales, pequefias variaciones de composicién, tienen una
influencia despreciable en cuanto a la densidad y al médulo de Young dependientes
de la temperatura [28]. Por ello, ambos parametros se pueden considerar similares

para ambos materiales.

» La seccién transversal del cordén de soldadura es pequefia comparandola con las
placas a soldar. Por lo tanto, la desviacién en la expansién térmica se puede
considerar insignificante con respecto a la expansiéon térmica total de la seccién
transversal. Teniendo lo anterior en cuenta, se puede considerar despreciable el
posible error generado de las suposiciones anteriores en las TR simuladas en la
direccion perpendicular a la soldadura, que es la direcciéon que afecta principalmente

en el crecimiento de las grietas de fatiga en las placas soldadas.

En este trabajo se ha despreciado el efecto de la transformacién de fase ya que para los
aceros bajos en carbono tiene un efecto insignificante en las TR y distorsiones. Esto es debido
a la pequena dilatacion que sufre el material por la transformacién martensitica y las
relativamente altas temperaturas necesarias para realizar la transformacién de fase debido

al bajo contenido de carbono [63].
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Cargas y condiciones de contorno:

Transferencia de calor:

A partir del procedimiento analitico expuesto anteriormente se definen la fuente de

calor y la velocidad de soldeo para el caso especifico analizado en el presente trabajo. La

potencia de la fuente de calor, se implementa en el modelo de MEF como un flujo de calor

volumétrico en cada volumen de activacién que se calcula para cada pasada (Tabla 2.3) en

funcién de los siguientes parametros:

Eficiencia: se han realizado diferentes simulaciones variando la eficiencia entre 0,6 y
1, con el fin de especificar la eficiencia de la maquina de soldar empleada. Se ha
realizado un analisis de los patrones térmicos numéricos y experimentales y se ha

obtenido el valor de la eficiencia.

Intensidad de la soldadura: se ha determinado una corriente de transicién de 245 A
para el diametro del hilo empleado (1,2 mm) y el gas de proteccién empleado (Stargon
82 con 8% de COz [98]). Teniendo lo anterior en cuenta, se ha escogido una corriente

de soldadura de 275 A, un 12% por encima de la corriente de transicién.

Propiedades del hilo: para el electrodo empleado el valor de R, es de 0,0237 Q [99] y

los valores de @, y a, son de 6,3 Vy 1,55 V/mm respectivamente [88].

Configuracién de la pistola de soldadura: se han definido una longitud del arco de

9mm (L > 45 mm [85]) yuna L

arc_ min

orw de 30 mm. La resistividad del material que

sobresale es de 0,2821 Q /m, para aceros al carbono [42].

Tabla 2.3. Valores de la potencia calorifica para cada pasada del proceso de soldadura en

funcion de la eficiencia del proceso.

Potencia (W)
Eficiencia (%)
Primera pasada Segunda pasada Tercera pasada

1 7755 7755 7755
0,9 6980 6980 6980
0,85 6592 6592 6592
0,8 6204 6204 6204
0,75 5816 5816 5816
0,7 5429 5429 5429
0,6 4653 4653 4653

74



Capitulo 2 Prediccion de tensiones residuales en uniones soldadas multipasada

La velocidad de soldeo a implementar en el modelo de elementos finitos se ha calculado
para cada pasada usando las constantes del modelo parabdlico a=0,3mm/(A's) y
[ =510"7 A?s™ para el electrodo de acero al carbono de 1,2 mm. Por lo tanto, las velocidades
de soldeo calculadas para cada pasada del caso estudiado en este trabajo son de 550, 480 y

370 mm/min respectivamente.

Finalmente, se ha impuesto la condicién de conveccién natural en todas las superficies

expuestas al aire de ambas placas y los elementos del cordén de soldadura renacidos.
Simulacion termo-mecdnica desacoplada

El patrén de temperaturas en cada iteracién para la simulacién mecanica, se obtiene de
los resultados de la simulacién térmica realizada anteriormente. Como condicién de contorno,

se ha supuesto que una de las superficies del extremo de las placas esta empotrada.

2.4  Procedimiento experimental

Con el fin de realizar la soldadura de forma automatica, se han adecuado una fresadora
CNC y una méaquina de soldadura Praxair Phoenix 421 (Figura 2.26). De esta forma se
controlan todos los parametros del proceso como la velocidad de soldeo, la longitud del arco,
la distancia entre el contacto y la pieza a soldar, el voltaje y la velocidad del hilo durante todo
el proceso asegurando unos datos estables. Para validar el procedimiento de modelizacién
propuesto, se han medido la evolucién del patrén térmico durante el proceso de soldadura y el

patrén de las tensiones residuales.

Figura 2.26. Instalacion experimental desarrollada para realizar el ensayo de soldadura

controlado.
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Ademas, durante el proceso de soldadura se ha monitorizado la intensidad y el voltaje
mediante el uso de un osciloscopio Tektronix TPS2024B, un amperimetro LEM PR 20 y un
voltimetro HAMEG HZ115 con el fin de verificar la energia eléctrica consumida

instantaneamente y durante todo el proceso de soldadura (Figura 2.27).
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Figura 2.27. Ejemplo de la medicién de los parametros eléctricos.

2.4.1 Proceso de soldadura automatica

Para validar el procedimiento numérico desarrollado en esta tesis, se ha seleccionado
una unién a tope mediante tres pasadas, ya que es la unién mas simple tanto para modelar
como para realizar la soldadura. Para dicha unién se han empleado dos placas de 10 mm de
espesor, 200 mm de longitud, 80 mm de ancho y preparacién en V de acero estructural
S275JR (Figura 2.28). El material de aporte empleado en este estudio ha sido el denominado
PRAXAIR M-86 con diametro de 1,2 mm. En cuanto al gas de proteccién empleado en este

estudio, ha sido el denominado Stargon 82, con 8% de COz [98].

60°
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Figura 2.28. Geometria de las placas y de los cordones de soldadura para la union soldada a

tope.
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Los parametros del proceso de soldadura para cada pasada, se han determinado con
anterioridad con el procedimiento analitico propuesto para el modo de transferencia por

spray (Tabla 2.4).

Tabla 2.4. Parametros empleados para realizar el proceso de soldadura a tope.

e (mm) L, (mm) VvV, (mm/min)

Pasada V, V) 1) v, (m/min) P(W) L

1 28,2 275 9,2 7755 9 30 545,33

2 28,2 275 9,2 7755 9 30 482,83

3 28,2 275 9,2 7755 9 30 367,79
2.4.2 Medicion del patron de temperaturas

El patréon térmico durante el proceso de soldadura se ha medido con un objetivo doble:
por un lado, determinar la eficiencia de la maquina de soldadura y por otro lado, validar la
evolucién del patrén térmico obtenido numéricamente. Con este propdsito, se ha medido el
historial de la temperatura durante todo el proceso de soldadura mediante dos métodos

diferentes: termopares y camara termografica.

En cuanto a los termopares, se han empleado 10 termopares colocados en direccién
paralela y perpendicular al cordén de soldadura tal y como se muestra en la Figura 2.29. Los
termopares empleados son del tipo N, que estan fabricados de Niquel-Cromo-Silicio/Niquel-
Silicio-Magnesio y la maxima temperatura que pueden medir es de 1200°C. La eleccién de
este tipo de termopares ha sido debido a que tienen una menor tendencia a oxidarse, mejor
comportamiento en atmésferas reductoras y mayor estabilidad termoeléctrica que el tipo K
especialmente por encima de 870°C. Adema4s, al enfriar rdpidamente el termopar desde 600°C

no origina errores de lectura por cambios en la microestructura [100].

En cuanto a la cAmara termografica, se ha empleado una camara termografica de alta
velocidad Titanium DCO19U-E para registrar el patrén de temperaturas superficial. Las
placas a soldar se han coloreado con una pintura negra, que resiste las altas temperaturas,
donde la emisividad dependiente de la temperatura fue medida anteriormente por Larrafnaga
[76]. Ademas, para tener una mayor precision, el patrén de temperatura adquirido ha sido

calibrado con los datos de los termopares.
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Figura 2.29. Posiciéon de los termopares en la soldadura a tope.

2.4.3 Medicion de las tensiones residuales

La medicién de las TR de las muestras soldadas se ha realizado mediante el método de
hole-drilling con el fin de validar el patrén de tensiones residuales obtenido mediante el

calculo numérico y, por consiguiente, validar el procedimiento propuesto en este trabajo.

Las galgas empleadas en este estudio son las denominadas Vishay EA-06-062RE-120
de tipo roseta. Las mediciones se han realizado a una distancia cercana al cordén de
soldadura (52,5 mm desde el extremo de la placa), siendo este punto el de mayor gradiente
tensional (Figura 2.30). Con respecto a la colocacién de las galgas, se ha supuesto la simetria

de las TR y se han emplazado en ambos lados del cordén.

oooguoo

Figura 2.30. Posicion de los las galgas extensométricas en la soldadura a tope.

Para la realizacién del ensayo se ha adecuado un centro de mecanizado con el fin de
controlar la profundidad de fresado con una tolerancia cercana a la milésima. La adquisicién

de datos es realizada mediante el sistema de adquisicién National Instruments NI-cDAQ-
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9178. La Figura 2.31 muestra el emplazamiento y la instrumentacién empleada para el
ensayo. Los ensayos de hole-drilling se han realizado de acuerdo a la norma ASTM E837
[81].

Fresadora
CNC

Sistema de
adquisicion

Realizacién

Galga Hole- ~ del ensayo

Drilling

Figura 2.31. Procedimiento para medir las TR de la soldadura a tope multipasada.

2.5 Resultados y discusion

En este apartado, se valida el procedimiento de modelizacién desarrollado comparando
los resultados obtenidos experimentalmente y los obtenidos numéricamente. La validacién se
ha realizado en dos pasos: primeramente se valida la predicciéon del patréon de térmico, que
esta relacionado directamente con la expansién térmica del material. Después de validar el

campo térmico se valida el patrén de tensiones residuales causados por la expansién térmica.

2.5.1 Validacion del patron de temperaturas

En primer lugar se comparan los resultados numéricos del patrén de temperaturas
para el caso ideal donde el valor de la eficiencia térmica del proceso es de 1 con respecto a las
mediciones experimentales (Figura 2.32). Como se observa en la Figura 2.32, el modelo
propuesto muestra una dinamica similar: ocurre un aumento de temperatura cuando la
pistola de la soldadura esta cerca del termopar escogido como referencia en cada una de las
pasadas, seguido por un enfriamiento progresivo debido a la evacuacién del calor. El calor,
principalmente, es evacuado a través de las placas por conduccion y al aire por conveccidén. Se
observa que el pico de temperatura para cada pasada incrementa debido a que el calor

proporcionado es mayor debido a la reduccién de la velocidad de soldeo para cada pasada,
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porque el material se precalienta por las pasadas precedentes y ademads se acerca a la
posicién del termopar en la superficie. Sin embargo, los valores de temperatura estimados
son superiores a los obtenidos experimentalmente ya que se considera que no hay ninguna
pérdida de energia (Figura 2.32). Cabe destacar que en las mediciones experimentales
realizadas con la cAmara termografica, existen unos rangos de tiempo en la zona cercana del
pico de temperatura para cada pasada donde la medicién térmica de la camara termografica

no es real, ya que el paso del soldador obstruye la visién de dicha camara.
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Figura 2.32. Ciclos térmicos calculados y medidos para el primer termopar con eficiencia 1.

Para determinar la eficiencia del sistema, se compara la desviacién del pico de
temperatura numérico en cada pasada y para todos los termopares (en la direccién
transversal y longitudinal), para los diferentes valores de eficiencia propuestos en
bibliografia para el proceso de soldadura, entre 0,6-1, con respecto a los resultados
experimentales (Tabla 2.5). Se ha observado que el valor de eficiencia de 0,8 proporciona la
mejor precisiéon durante las tres pasadas con una desviacién media de un 9,2 %. Por lo tanto,
para la instalacién de soldadura empleada en este estudio, se ha establecido un valor de

eficiencia de 0,8, que esta de acuerdo con la estimacién de otros autores (0,66-0,85) [42].
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Tabla 2.5. Errores calculados para los picos de temperatura en cada pasada para un rango

de eficiencias que varia entre 0,6 y 1.

Error (%)
Eficiencia (%)
Primera pasada Segunda pasada Tercera pasada Media

1 21,9 20,0 21,8 21,2
0,9 12,8 10,5 16,7 13,3
0,85 8,5 5,8 16,7 10,3
0,8 3,9 5,3 18,3 9,2
0,75 3,5 6,6 19,8 9,9
0,7 6,6 9,9 21,4 12,7
0,6 17,4 20,2 31,2 22,9

La Figura 2.33 muestra la comparacién de la evolucion de la temperatura para la
posicién del termopar 1 entre la mediciéon experimental y la predicha con una eficiencia de
0,8%. Se ha considerado un error de posicionado del termopar de +/- 0,5 mm en la validacién
de temperaturas, debido a la dificultad existente a la hora de realizar un posicionamiento
exacto de la punta del termopar mediante la soldadura TIG. Como se ha observado, la
evolucion de la temperatura muestra una correspondencia positiva a lo largo de las tres

pasadas.
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Figura 2.33. Comparativa del campo térmico para los resultados experimentales y

numéricos para la soldadura a tope con una eficiencia de 0,8.

Ademas, la Figura 2.34 muestra la comparacién entre el patrén de temperaturas
experimental adquirido con la cAmara termografica y el patrén predicho numéricamente para
un valor de eficiencia de 0,8 al final de cada pasada. Se puede observar que ambos patrones

de temperatura muestran una correlacién positiva a lo largo de las tres pasadas con una
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dinamica similar. En cada pasada, la zona de alta temperatura, por encima de 700°C
muestra una forma y longitud similar, asi como los contornos de menor temperatura hasta

300°C (el limite del filtro de la cAmara termografica empleada).

Primera pasada Segunda pasada Tercera pasada

u
Expenimental 4

s n gu ple

Temperature (°C)

Figura 2.34. Comparativa del patron térmico experimental y numérico para la soldadura a
tope con una eficiencia de 0,8 (los puntos en la imagen superior indican la

posicion de los termopares).

Considerando la baja desviacién (9,16%) en la prediccion de la evolucién de la
temperatura a lo largo de las tres pasadas asi como la buena correspondencia del contorno
del patréon de la temperatura en cada pasada, se ha validado el procedimiento numérico para
predecir la evolucion del patrén de temperaturas en las soldaduras multipasadas por

transferencia spray.

2.5.2 Validacion de las tensiones residuales

Por tltimo, con el fin de ampliar con la validacién del modelo numérico propuesto se ha

verificado el campo de TR.

La Figura 2.35 muestra el patrén de las TR transversales obtenidas a través de la
simulacién termo-mecanica desacoplada. Se ha obtenido una gran concentracién de tensiones
en el area restringida donde estan fijados los 6 grados de libertad (de acuerdo con la
configuracién experimental). Sin embargo, estas areas de concentracién de tensiones estan
situadas suficientemente distantes del area de interés y no se consideran en el proceso de
validacién de las tensiones residuales. Centrandose en el area de interés, se observa una leve

asimetria entre los pies de soldadura en ambos lados del cordén de soldadura ya que se han
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aplicado restricciones mecdnicas asimétricas. Por lo tanto, con el fin de validar las TR
predichas, se definen la trayectoria 1 y la trayectoria 2 en las dreas de maxima tension,
paralelas al cordén de soldadura como se observa en la Figura 2.35. De esta forma se
comparan las tensiones residuales obtenidas numéricamente a lo largo de las dos

trayectorias frente a los resultados experimentales.
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Figura 2.35. Patron de tensiones residuales transversales obtenidas numéricamente para la

soldadura a tope.

La Figura 2.36 muestra las TR transversales obtenidas a partir de las mediciones de
hole-drilling a lo largo de la mitad de la longitud de chapa (0-100 mm) para ambas
trayectorias, 1 y 2. Se pueden distinguir tres zonas (marcadas mediante lineas discontinuas):
zona de compresion (0-30 mm), zona de transicién (30-60 mm) y la zona de tracciéon (60-100
mm). Como se puede observar, se han realizado algunas mediciones en la otra mitad de la
chapa (160 y 175 mm) para asi poder verificar que las TR a lo largo de la direccién del cordén

de la soldadura son simétricas.
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Figura 2.36. Resultados de las mediciones de hole-drilling para diferentes placas y en

ambas trayectorias.

Como se observa en la Figura 2.36 existe una gran dispersion para las diferentes
mediciones realizadas en cada posicién de medida, inherentes a la técnica de medicién. Como
se ha mencionado en el estado del arte, midiendo con esta técnica se han obtenido

desviaciones de hasta +50 MPa [80].

Por lo tanto, con el fin de realizar la validacién de las tensiones residuales, se obtiene la
media de los resultados del hole-drilling en cada posicion para ambas trayectorias. Las
Figura 2.37 a) y b) muestran la comparaciéon entre la media de los resultados de hole-drilling
con sus desviaciones estandares y los resultados de la simulacién para la trayectoria 1 y la
trayectoria 2 respectivamente. Se puede observar una correlacién positiva entre la media de
las mediciones y los resultados numéricos para ambas trayectorias, la zona de compresion, la
zona de transicién y la zona de traccién muestran tendencias similares. Con respecto a
ambas trayectorias, se calcula un error medio de 34 MPa, 35 MPa y 57 MPa para cada zona
respectivamente con un error medio total de 42 MPa. Como se observa, los valores de las TR
predichas numéricamente estan en general dentro de la banda de error de la medicién (+50

MPa [80]).

Como se observa en la Figura 2.37 a) y b), el modelo numérico no predice el pico de la
tension residual que se da en la mitad de la placa (100 mm) en los resultados experimentales.
Por esta razdn, la maxima desviacién se observa en la zona de traccién donde la simulaciéon
estima un valor de tensién residual quasi-uniforme. La razén para este pico de tension puede

deberse al error generado en la medicién experimental, ya que para el punto central se
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obtiene una desviacion maxima de 130 MPa (Figura 2.36). Con respecto a la zona de

transicién, la simulacién estima una transicion ligeramente mas suave que los resultados

experimentales.
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Figura 2.37. Comparacion de los resultados experimentales y numéricos para las tensiones

residuales transversales.

En general, las curvas de TR obtenidas numéricamente muestran tendencias similares,
con respecto a la magnitud, generalmente estan dentro de la banda de dispersiéon de la
técnica de medicién (£50 MPa [80]). Por lo tanto, teniendo en cuenta las limitaciones del
método de medicidon actual, los resultados numéricos pueden considerarse validos con un

error medio de 42 MPa.

2.6 Aplicacion del método para soldadura en T

2.6.1 Simulacién numeérica de soldadura en T

Para verificar que el procedimiento desarrollado en este estudio es aplicable para todo
tipo de soldaduras MIG por transferencia spray, se ha analizado la soldadura en T. En este
caso, primeramente se han definido los parametros del proceso de soldadura en T en funcién
de los parametros tipicos empleados en la industria de maquina-herramienta (Tabla 2.6) y
después se obtienen las secciones de cada pasada. En el caso de la soldadura a tope, se ha
realizado lo inverso, primeramente se han determinado las secciones de cada pasada y

después se han obtenido los parametros de entrada del proceso de soldadura.

Para realizar la soldadura en T analizada en esta tesis, se han empleado dos placas de
acero estructural S275JR con medidas de 200x160x10 mm para la placa base y de

200x80x10 mm para la chapa vertical. En este caso, la preparacién solo ha sido realizada a la
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chapa vertical, donde se ha mecanizado un chaflan de 7x9 mm (Figura 2.38). En funcién de

los parametros empleados en la industria de maquina herramienta, la soldadura en T se ha

realizado mediante dos pasadas.

Tabla 2.6. Parametros empleados para realizar el proceso de soldadura a tope.

Pasada Vro (V) T(A) W, (m/min) P(W) Ly (mm) Lgy, (mm) V; (mm/min)

1 28 295 9,2 8260 9 26 500
2 30,7 325 10,1 9978 10 25 400
Al A2

AD]

Figura 2.38. Seccion del material aportado en cada pasada

Después de definir los parametros del proceso de soldadura se ha comprobado que
dichos parametros estén en el rango de la soldadura MIG por transferencia spray (Figura
2.39). Como se puede observar en la Figura 2.39, los puntos experimentales estan dentro del
area definida por el rango de soldadura MIG por transferencia spray por lo que se asegura

que el proceso de soldadura se realiza por transferencia spray.
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Figura 2.39. Rango de parametros del proceso de soldadura MIG para conseguir
transferencia spray (adaptado de [24]).
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Para definir la geometria del cordén de soldadura total y de cada pasada se ha seguido
el mismo procedimiento que para la soldadura a tope explicado en el anterior capitulo. En
este caso las secciones calculadas para cada pasada son de 20,81 mm? y 32,64 mm?2 para la

primera y segunda pasada respectivamente.

Como para el caso de la soldadura a tope, el modelo de la uniéon en T se ha mallado
usando elementos hexaédricos de integracién completa y la adicién del material se ha
modelado mediante el método de morir/renacer Figura 2.40. La discretizacién empleada para

analizar este modelo es el mismo que el empleado para la soldadura a tope (5 mm).

Figura 2.40. Modelo empleado para simular el proceso de soldadura en T.

Tanto la técnica computacional como el material definido para realizar la simulacién

numérica de la unién soldada en T, han sido las mismas que para la unién soldada a tope.

La maquina de soldadura empleada para realizar la soldadura en T ha sido la misma
que para la soldadura a tope, por lo que el valor de la eficiencia es la determinada para el
proceso de soldadura a tope, por lo que para realizar la simulaciéon de la soldadura en T se
emplea la misma eficiencia. En la Tabla 2.7 se pueden observar los valores de la potencia

calorifica para cada pasada:

Tabla 2.7. Valores de la potencia calorifica para cada pasada del proceso de soldadura en T.

P (W)

n (%)
Primera pasada Segunda pasada

0,8 6608 7982
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En todas las superficies expuestas al aire de ambas placas y de los elementos del
cordén de soldadura renacidos, se ha impuesto la condicién de conveccién natural, como en el
caso de la soldadura a tope. Ademéas como condicién de contorno, se ha supuesto que una de
las superficies extremas de la placa base estan empotradas. Asimismo, antes de realizar la
soldadura, se ha fijado una escuadra entre la placa base y la placa vertical, con el fin de

rigidizar la placa vertical, y de esta manera evitar la excesiva distorsion de la placa vertical.

2.6.2 Procedimiento experimental de la soldadura en T

La soldadura en T ha sido realizada de forma automaAatica, mediante el empleo de la
fresadora CNC y la maquina de soldadura Praxair Phoenix 421 adecuados para la soldadura
a tope. Sin embargo, para el caso particular de la soldadura en T, se ha adaptado un utillaje
especifico para posicionar a 45° la base horizontal, como se muestra en la Figura 2.41. De
esta manera, se evitan los defectos de soldadura generados por la gravedad, por lo que se
evitan las mordeduras de soldadura y se asegura una adecuada calidad de la soldadura. Para
validar el procedimiento propuesto, se han medido las secciones de cada pasada, la evolucion
del patrén térmico durante el proceso de soldadura y las distorsiones generadas por el

proceso de soldadura.

Figura 2.41. Instalaciéon experimental desarrollada para el ensayo de soldadura en T.

Los parametros del proceso de soldadura para cada pasada se pueden observar en la
Tabla 2.6, definidos en funcién de los parametros tipicos empleados en la industria de la
maquina-herramienta. Para verificar que la unién en T ha sido soldado con los parametros
definidos anteriormente, durante el proceso de soldadura se ha monitorizado la intensidad y
el voltaje mediante el uso de un osciloscopio Tektronix TPS2024B, un amperimetro LEM PR

20 y un voltimetro HAMEG HZ115 (Figura 2.42).
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Figura 2.42. Ejemplo de la medicion de los parametros eléctricos de la soldadura en T:

a) primera pasada y b) segunda pasada.

El material de aporte y el gas de proteccién empleado para realizar la soldadura en T

ha sido el mismo que para el proceso de soldadura a tope, el denominado PRAXAIR M-86 con

didmetro de 1,2 mm y el gas Stargon 82, con 8% de COs.

La medicién del patrén de temperaturas, como en el caso de la soldadura a tope se ha

realizado utilizando tanto termopares del tipo N y la camara termografica. Los termopares,

se han empleado para la medicién puntual de la temperatura y han sido posicionados

estratégicamente, repartidos en toda la chapa vertical con el objetivo de obtener el valor de la

temperatura en la mayor parte de la superficie de la chapa (Figura 2.43). Como en el caso de

la soldadura a tope, para medir adecuadamente la temperatura mediante la cdmara

termografica, las placas a soldar se han pintado con una pintura negra resistente a altas

temperaturas.

Figura 2.43. Posicionado de los termopares en la soldadura en T.
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En cuanto a la validacién del campo mecénico de la soldadura en T, no se ha podido
realizar una correcta medicién experimental de las TR por hole-drilling, debido a la
inaccesibilidad del cabezal de la fresadora a la zona de interés. Por lo tanto, para realizar la
verificacién del campo mecanico se ha realizado una comparacién entre la distorsion obtenida
experimentalmente y numéricamente para el extremo de la placa base. Las distorsiones
sufridas por el material y las tensiones residuales estan relacionadas entre ellas, ya que los
dos fenémenos ocurren por los mismos mecanismos, por lo que se supone que la comparacién

de la distorsiones es una buena aproximacién para verificar el campo mecanico.

2.6.3 Resultados y discusion

Como se ha mencionado anteriormente, en este caso se han impuesto los parametros
del proceso de soldadura habituales en la industria de la miquina-herramienta, por lo que se
realiza una comparacion entre las secciones calculadas tedricamente y las medidas
experimentalmente (Tabla 2.8). En la Figura 2.44 se puede observar la seccién transversal

del cordén de soldadura para cada pasada.

Tabla 2.8. Comparacion entre los valores de la seccion calculadas teéricamente y
experimentalmente para cada pasada de la unién en T.

Seccién (mms2)

Probeta 1 Probeta 2
Pasada 1 20,81 20,81
Teoérico
Pasada 2 32,64 32,64
Pasada 1 22,27 22,33
Experimental
Pasada 2 36,15 34,22

Figura 2.44. Secciones transversales de la uniéon en T para a) primera pasada y b) segunda

pasada.
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Analizando los resultados obtenidos, se puede observar que el error medio realizado
para la primera pasada es de un 7% y de un 8% para la segunda pasada, respectivamente.
Como se puede observar en la Figura 2.44, la correcta estimaciéon de la seccién transversal
para cada pasada es muy complicada, ya que es dificil determinar donde se posiciona el
limite entre la primera y la segunda pasada, ademaés de la dificultad para diferenciar entre el
material de aporte y el material de base. Considerando el error medio maximo (8%) en la
prediccién de la seccién transversal para la segunda pasada, se ha validado el procedimiento
analitico para predecir la seccién transversal de cada pasada de las soldaduras multipasada

MIG por transferencia spray.

La Figura 2.45 muestra la comparacién de la evolucion de la temperatura para la
posicién del termopar 3 entre la medicion experimental para diferentes ensayos y la
calculada numéricamente con una eficiencia de 0,8%. Como se observa, en general, la
evolucién de la temperatura obtenida numéricamente muestra una tendencia similar a las
curvas obtenidas experimentalmente para los diferentes ensayos. Cabe destacar que en las
mediciones experimentales realizadas con la camara termografica, como en el caso de las
soldaduras a tope, existen unos rangos de tiempo en la zona cercana al pico de temperatura
donde la medicién térmica de la camara no es real, ya que el paso del soldador obstruye la
vision de dicha camara. Ademas, en el caso de la soldadura en T, en la mayoria del tiempo de
ensayo, la temperatura no sobrepasa los 375°C, ya que los termopares estan puestos a una
mayor distancia que para el caso de la soldadura a tope, debido a que la soldadura se ha
realizado a 45°. Por lo tanto, se ha decidido montar la cAmara con la lente para medir bajas
temperaturas. Debido a esto, el pico de temperatura en la segunda pasada no se ha medido

adecuadamente.
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Figura 2.45. Comparativa del campo térmico para los resultados experimentales y

numéricos para el caso de la soldadura en T.
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Considerando la baja desviacién en la prediccién de la evolucién de la temperatura a lo
largo de las dos pasadas, se ha validado el procedimiento numérico para predecir la evolucién
del patrén de temperaturas para todo tipo de soldaduras multipasada MIG por transferencia
spray.

Por tltimo, con el fin de cumplir la validacién del modelo numérico propuesto para todo
tipo de soldaduras multipasada MIG por transferencia spray, se ha verificado el campo
mecanico, comparando la distorsion obtenida numéricamente y la medida
experimentalmente. En la Figura 2.46 se puede observar la distorsiéon obtenida mediante el

analisis numérico del proceso de soldadura en T.

U, u2
+3.452e+00
+3.123e+00
+2.794e+00
+2.465e+00
+2.136e+00
+1.807e+00

+1.478e+00

+1.149e+00
+8.202e-01
+4.912e-01
+1.622e-01
-1.669e-01
-4.959e-0

L.

Figura 2.46. Desplazamiento vertical del extremo libre obtenido mediante el calculo

numérico para el caso de la union soldada en T

La distorsion medida experimentalmente en varias uniones soldadas en T varia en el
rango de 2,4 mm y 4,1 mm. Por otro lado, el valor de la distorsiéon obtenida numéricamente es
de un 3,45 mm en el extremo de la placa base. Analizando los resultados obtenidos en la
predicciéon de las distorsiones obtenidas en el proceso de soldadura se observa que la
distorsién obtenida numéricamente estda dentro del rango experimental, por lo tanto se ha
validado el procedimiento numérico para predecir el valor de las TR en soldaduras

multipasada MIG por transferencia spray.
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2.7 Conclusiones

En conclusién, en la revisién bibliografica se ha observado que uno de los principales
problemas de las estructuras soldadas es la generacién de las tensiones residuales que tienen
un impacto directo en el comportamiento a fatiga del componente sometido a fatiga de altos
ciclos. En la actualidad, la medicién experimental de dichas tensiones, ademas de costosa no

es precisa, por lo que se debe complementar con simulaciones numeéricas.

En principio este procedimiento se ha desarrollado para soldaduras por arco eléctrico
con proteccién de gas inerte (MIG) y transferencia por spray pero se puede extrapolar a otros
tipos de soldadura. Dicho procedimiento estda basado en la fisica del proceso para la
transferencia por spray y la principal ventaja es que a priori no requiere ningin ensayo

experimental para definir los parametros anteriores.

En este trabajo, con el fin de predecir la evolucién de la temperatura y el patrén de las
TR en soldaduras multipasada por transferencia spray para todo tipo de soldaduras, se ha
propuesto y validado un procedimiento analitico para calcular los parametros clave de la
soldadura. El procedimiento propuesto puede ser extendido a otros procesos de soldadura por
arco eléctrico con proteccion de gas. Ademaés, este procedimiento permite realizar la
simulacién del proceso de soldadura sin la necesidad de ningin ensayo experimental para
definir los parametros de entrada para realizar el modelo numérico, una vez que se haya
definido la eficiencia de la maquina de soldar. Para fines generales, se pueden emplear

valores de eficiencia entre 0,66 y 0,85 segin otros autores [1].

A partir de los resultados obtenidos en este trabajo, se ha demostrado que en el modelo
sugerido no es necesario dispones de ningin dato experimental. De esta manera, el
procedimiento alcanza un compromiso entre la precisién en el patrén de temperaturas, con
un error medio del 9,16%, y la predicciéon de las TR, con un error medio de 42 MPa y la
simplicidad para definir los parametros de entrada del modelo como le coste computacional
requerido. Por lo tanto, el autor considera que el procedimiento propuesto es una
herramienta muy efectiva para modelar todo tipo de soldaduras multipasada con
transferencia spray. El método de modelizado sugerido se puede usar para optimizar el
proceso de soldadura para minimizar el campo de las tensiones residuales vy

consecuentemente, aumentar la vida a fatiga.
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3 ANALISIS DE FATIGA PARA UNIONES SOLDADAS
MULTIPASADA CONSIDERANDO LAS TENSIONES
RESIDUALES

3.1 Introduccion

La fatiga segun ASTM E647-00 [101], es el proceso de cambio estructural permanente,
progresivo y localizado que ocurre en un material sometido a tensiones y deformaciones
variables en algiin punto o puntos y que produce grietas o la fractura completa tras un
numero de fluctuaciones suficiente. El fenémeno de la fatiga es muy complejo y a pesar de que
se haya estudiado extensamente a lo largo de los ultimos 150 afos desarrollando tanto
técnicas experimentales como modelos de prediccién, todavia en la actualidad no existen
modelos que permitan predecir la vida de los componentes con absoluta fiabilidad. Se estima
que en torno al 90% de las roturas mecanicas son consecuencia del fenémeno de fatiga [102],

pudiendo generar un coste de aproximadamente el 4% del PIB de Europa y EEUU [103].

La vida a fatiga se puede dividir en los periodos de iniciacién, propagaciéon y la rotura

final [104].

e Periodo de iniciacién la grieta de fatiga, generalmente, suele iniciarse en la

superficie del metal, puesto que existen menores restricciones en el plano de
deslizamiento. Este proceso se explica como un mecanismo de bandas de
deslizamiento a nivel microscopico dirigido por la direccion de la méaxima
tensién de cizalladura. Los planos de deslizamiento no son reversibles, debido a
que en la mayoria de los componentes se genera una capa de 6xido y por el
efecto de endurecimiento por deformacién ciclica. En el proceso ciclico, sucede la
cedencia de los planos vecinos por deslizamientos en la direccién opuesta
(Figura 3.1), generando sobre la superficie del metal extrusiones e intrusiones
(microestrias), que actiian como microfisuras y a partir de estas comenzara el
crecimiento del frente de la fisura. Esta etapa se completa cuando la
microgrieta es tan larga que ya su crecimiento no depende de las condiciones

superficiales del material [104, 105].
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Figura 3.1. Esquema de los micromecanismos que originan a la nucleacion de la grieta

(adaptado de [104]).

»  Propagacién de la grieta cuando microgrietas generadas sobrepasen el tamano

de varios granos, se genera una distribucién de tensiones inhomogénea con una
concentracién de microtensiones en la punta de las microgrietas. Por esto, se
pueden activar mas de un sistema de deslizamiento. Al principio, la grieta crece
a través de las bandas de deslizamiento, pero debido a que con el crecimiento
aumentan las restricciones por los granos vecinos, la microgrieta se desvia de la
orientacién inicial, creciendo perpendicular a la direccién de carga (Figura 3.2).
La velocidad de crecimiento de la grieta por ciclo, disminuye cada vez que se

alcanza un limite de grano diferente [105].
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Figura 3.2. Etapa de iniciacion y propagacion de la grieta [105].
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*  Rotura final la rotura final ocurre cuando la fisura alcanza un tamaifo tal que el
ligamento de material restante no es suficiente para resistir el pico de carga de
un ciclo, por lo que se llega a una rotura brusca (fragil) o una rotura ductil

[104].

Por otro lado, se puede realizar una clasificacién en funcién de los ciclos alcanzados

hasta la rotura de la muestra [106]:

» Fatiga de bajos ciclos (LCF, Ny <10%-105 ciclos) en este rango de ciclos, la
tensién de ensayo es cercana limite elastico, y por consiguiente la relacién entre
la amplitud o la variacién tensional no es lineal. Esta falta de linealidad es

debido al desarrollo de procesos elastoplasticos en la muestra.

» Fatiga de altos ciclos (HCF, 10°<N;<107 ciclos) en este caso, durante el ensayo

no se alcanzan tensiones superiores al limite elastico del material, por lo que la
muestra estd en un régimen elastico. Por lo tanto, la relacién entre la amplitud

o la variacidn tensional es lineal.

» Fatiga de muy altos ciclos (VHCF, Ny>10" ciclos) para este rango de vida,

generalmente, debido a que las cargas son insuficientes como para generar las
bandas de deslizamiento, la fractura empieza desde los defectos internos [106],
como se muestra en la Figura 3.3 a) [107]. Adema4s, en funcién del tipo de

material existen diferentes tipos de curvas S-N para este rango de fatiga

(Figura 3.3 b)) [106]. Existen diferentes modelos para analizar la fatiga de muy
altos ciclos [107-111].

a) b)

Figura 3.3. a) Origen de la grieta de fatiga en el rango superior a 107 ciclos [107] y b) Curvas
S-N para diferentes materiales: i) acero de baja resistencia Ck15, R=-1 [112], ii)
aleaciéon de aluminio EN AW 6082, R=0, fallo subsuperficial a N, >7x10° [113], iii)
acero de alta resistencia SUJ2, R=-1 [114] y iv) acero de alta resistencia 100CR6,
R=-1 [115].
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Dependiendo del régimen de ciclos, existen diferentes enfoques a la hora de analizar la

vida a fatiga.

3.1.1 Enfoque de tension-vida (S-N)

Este método es apropiado para el calculo de elementos mecanicos y estructurales y se
emplea para el régimen de HCF, ya que la muestra esta en el régimen elastico. En este
enfoque, no se diferencia entre el periodo de iniciacién y propagacion de la grieta, por lo que
la muestra se ensaya hasta la rotura. Los resultados de los ensayos a fatiga se grafican bajo
coordenadas semi-logaritmicas o bi-logaritmicas, como muestra la Figura 3.4. En el eje
vertical se posiciona el valor de la tensién 0 y en el eje horizontal se ubica el valor de los

ciclos hasta la rotura N, [116].

Zona de rotura

log 0,50,

Zona de seguridad

4 - - ‘ - — |Og N
103 104 10° 106 107 108

Figura 3.4. Ejemplo de una curva S-N [117].

En el caso de que la curva S-N se defina mediante una curva semi-logaritmica, la

resistencia a la fatiga del componente se calcula mediante la siguiente ecuacién:
g, =C,+Dlog N, 3.1

Donde G, y D son constantes que se obtienen a partir de ensayos experimentales.

Por el contrario si la curva S-N se grafica en una escala bi-logaritmica la resistencia a

la fatiga se calcula mediante la ecuacién de Basquin [118]:
o, =0 (N,) 3.2

Donde o, y b se obtienen a partir de los ensayos experimentales.
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La Figura 3.5 muestra un ejemplo de cargas de fatiga, en el que la tensién aplicada
varia entre la tensién maxima y minima siguiendo una onda senoidal y con tensién media

nula. Esta figura permite definir los términos que permiten describir las cargas de fatiga:

4 £ ., g -0
Tensién maxima: g, Tensién alterna: g, = —=*——== 5 L
Tensién minima: o, Rango de tensiéon: Ao =0, -0,

. . o
O + O Ratio de tensién: R = —2n

14 1 — __max min : =

Tensién media: o, 5 7.

q Tensiéon (MPa) Q
"
\\

D
<o

g
=

Tiempo (s)

Figura 3.5. Ejemplo de cargas variables para definir los parametros empleados en la fatiga
(adaptado de [104]).

3.1.2 Enfoque de deformacion-vida (e-N)

Este enfoque se emplea para calcular la vida a fatiga de los componentes en el régimen
de LCF, por lo que este método se basa en las deformaciones plasticas locales. En el caso de
que el componente trabaje con una tensién mayor que el limite elastico, resulta complicado
medir las tensiones de forma adecuada, sin embargo las deformaciones se pueden estimar o
medir adecuadamente. Este método es mas complicado de aplicar que el método de la
tensién-vida y como en el caso del enfoque de tension-vida se debe de realizar un gran
numero de ensayos para definir adecuadamente la curva &£-N. Para el caso de LCF, la
cuantificaciéon de la solicitacidon externa se realiza a través de la variacién de deformacién
plastica, A&’, de esta forma se vuelve a obtener una relacién lineal denominada Ley de

Coffin-Manson [104]:

Ae* N,* =C, 3.3

Donde C, y ¢ se obtiene a partir de los ensayos experimentales
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Ademas el enfoque £-N permite obtener una expresion que englobe todo el rango de
vidas de fatiga, es decir, el rango de LCF y HCF. Para ello, es necesario tener en cuenta la
deformacién total, como la suma de la deformacién plastica y elastica, por lo tanto la curva de
£-N se define a partir de las dos lineas rectas definidas para los dos componentes anteriores.
Generalmente, la curva £-N se grafica sobre ejes bi-logaritmicos (Figura 3.6), donde &, es la
amplitud de la deformacién. En este caso la vida a fatiga se puede obtener de la siguiente

manera [102]:

Ae _  _Aef D o,
=g = + =_f
2 B 2 2 E

(N, +&(N,) 3.4

Donde A&°/2=Ac/2E=0,/E es la amplitud de la deformacién eldstica,
Ae* /2=NAe/2-NA¢, /2 es la amplitud de la deformacién pléstica, & y ¢ son el coeficiente y
el exponente de la ductilidad a fatiga respectivamente, o, y b son el coeficiente y exponente

de la resistencia a fatiga respectivamente y E es el modulo eldstico [102].

Ae
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A&,

f
s
§ Toral
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L
' 2N,

Reversals to failure, 2\, (log scale)

Figura 3.6. Ejemplo de un diagrama tipico de £-N [102].
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3.1.3

El modelo de crecimiento de grieta requiere el uso de la mecanica de la fractura e
integrar la ecuacién de la velocidad de crecimiento de la grieta para poder obtener el nimero

de ciclos hasta la rotura. Ademaés, este modelo supone que desde el inicio existe una grieta,

Enfoque del crecimiento de la grieta

por lo que solo es valido para la fase de la propagacion de la grieta.

En la Figura 3.7 se puede observar un ejemplo representativo de diagrama bi-

logaritmico da/dN-AK,, donde da/dN es la velocidad de crecimiento de la grieta y AK, es el

rango del factor de intensidad de la tensién aplicada [119].
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: : :
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= I I
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10 = gL L2 !
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Figura 3.7. Ejemplo representativo de un diagrama da/dN -AK [119].

La Figura 3.7 tiene una forma sigmoidal que se puede dividir en tres regiones [116]:

*  Region I Esta regién esta relacionada con los procesos de fractura no continuas,
donde el incremento de la grieta por fatiga es menor que 10-6 mm/ciclo y la
velocidad de crecimiento de la grieta aumenta rapidamente. Existe un valor

umbral, AK,, , por debajo del cual no se da el crecimiento de la grieta.

e Region IT En esta region la variacion es esencialmente lineal y se puede ajustar
con bastante precisién con la ley de Paris [120]. Sin embargo, esta ley no tiene
en cuenta el efecto de la tensién media y por lo tanto no se ajusta

adecuadamente en los extremos de las curvas.
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* Region IIl En esta zona la velocidad de crecimiento aumenta rapidamente
causando la fractura total del componente, que se da cuando el rango del factor
de intensidad alcanza el valor critico, AK, . Esta regién carece de interés, ya que

la grieta crece rapidamente y la pieza rompe con muy pocos ciclos.

3.1.4 Tensiones proporcionales y no proporcionales

Generalmente, en la realidad los componentes estdn sometidos a méas de una
solicitacién, por lo tanto estan sometidos a fatiga multiaxial. Consecuentemente, el estado de

tensiones en la punta de la grieta también sera multiaxial. En la fatiga multiaxial podemos

distinguir dos casos:

» Carga proporcional Un estado de tensiones multiaxial es proporcional cuando
las tensiones principales se mantienen proporcionales entre si en todo instante,
por lo que se mantiene 0, (t)/o,(t) = A, y 03(t)/0.(t) = A,. Otra forma de definir
los estados de tensiones proporcionales es como aquellos en los que las

direcciones principales no varian con el tiempo (Figura 3.8 a)).

»  Carga no-proporcional Este tipo de cargas se da cuando varia la orientacién de

las tensiones principales (Figura 3.8 b)).

Tension (MPa)

Tension (MPa)
L~
SN

Tiempo (s) Tiempo (s)

a) b)
Figura 3.8. Ejemplos de a) cargas proporcionales y b) cargas no-proporcionales.
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3.2  Fatiga en uniones soldadas

Las uniones soldadas presentan ciertas particularidades a la hora de estudiar el
fenémeno de la fatiga. Normalmente, la resistencia a fatiga de las uniones soldadas es mucho
menor que la resistencia a fatiga del material base, ya que existen otras variables como las
TR, efectos de concentraciones de tensién, areas con diferentes propiedades mecanicas o

geometria inhomogénea de la unién soldada (Figura 3.9) [13].
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Figura 3.9. Comparacion del comportamiento a fatiga de estructuras soldadas y sin soldar
[13].

3.2.1 Prediccion de vida a fatiga de las uniones soldadas

En las uniones soldadas, el sobrellenado de material puede actuar como un
concentrador de tension en el pie de soldadura, por esto, la unién soldada se puede asemejar

a una muestra con entalla (Figura 3.10) [121].

Distribucién
tensional real en Tension nominal en Distribucion
la seccién con una secci6én alejada tensional real en la
entalla / de la entalla seccién con entalla
P > /
l—]
l—
On (o]
—— N
p \ Tensién nominal s .
en la seccién con Tensién nominal en
a) entalla b) una seccion alejada de

la entalla

Figura 3.10. Concentracion de tensiones en entallas para a) placa con entallas y b)

soldadura a tope [121].
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En la Figura 3.11 se pueden observar las variantes bésicas mas importantes de los
enfoques locales y globales para predecir la vida a fatiga del componente soldado. En dicha
clasificacion, los enfoques colocados en el extremo derecho tienen una mayor precisién, pero
por el contrario, la informacién requerida para aplicar dichos enfoques es més precisa, por lo
que son mas dificiles de aplicar (Figura 3.12) [122-124]. Como se ha visto en el capitulo
anterior, la correcta estimacion del patréon de las TR en estructuras soldadas es muy
compleja [15, 19]. Asimismo, existen ciertas limitaciones para la precisa medicién
experimental de las tensiones residuales ya que los métodos no son totalmente fiables [18,
20, 22]. Por consiguiente, la mayoria de los enfoques actuales para predecir la vida a fatiga

de las uniones soldadas no consideran el valor real de las TR.

Nominal . - . . . :
- Discontinuidades) Influenciade la Influenciade la Grietas Grietas
seccion- . . .
transversal estructurales entalla (elastico) entalla (plastico) pequefas largas
i - Factor de
Tension Tensiénen la Deformacién en . . )
Carga —> Tension > > I — J-integral —»| intensidad de
estructural entalla la entalla .
tensiones
Log Log \ Log Log Log Log cL::?aN
Log N Log N Log N Log N Log N Log a Log MK

Figura 3.11. Enfoques para el calculo de vida a fatiga de un componente soldado [122].
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Figura 3.12. Relacion entre la precisiéon, la complejidad y el esfuerzo que suponen los

diferentes métodos para predecir la vida a fatiga de las uniones soldadas
[124].
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Método de la tension nominal

El enfoque de la tensién nominal es el método mas empleado y simple para calcular la
vida a fatiga de las uniones soldadas [125]. La tensién nominal se define como la tensién
principal en la pieza a una distancia del cordén de soldadura, sin tener en cuenta ningun
incremento de tension debido a detalles estructurales o soldaduras y asumiendo un

comportamiento elastico [121, 126].

Toda la informacién correspondiente a la distribucién de la tensién nominal en la zona
donde se espera el fallo se incluye en la curva S-N. Por esta razon, cada curva S-N en el
método de la tensién nominal estd conectada a una geometria y configuracién de carga
concreta. Existen diferentes curvas S-N para cada caso (Figura 3.13), donde cada ntimero de
la curva de disefio corresponde a la resistencia a fatiga para 2 millones de ciclos. Ademas,
dichas curvas se obtienen mediante ensayos experimentales para una confiabilidad del 97,7%

[127].
Este método esta implementado en numerosas normativas, como son:
e International Institute of Welding (IIW) [126].
»  British Standard 54000 (BS) [128].

*  Offshore installation: Guidance and design construction and certification (DoE)

[129].
*  Eurocédigo 3 [130].

*  Det Norske Veritas (DNV) [131].
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Figura 3.13. Algunos tipos de curvas de diseno para los diferentes tipos de soldadura de
acero [122].
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Método de la tension estructural

El enfoque de la tensién estructural se ha desarrollado para obtener la vida a fatiga de
las uniones soldadas en los casos donde no se puede definir adecuadamente la tensién
nominal y para reducir el nimero de curvas S-N. Este método solo es valido para el caso
donde el fallo a fatiga empieza por el pie de soldadura. A continuacién se analizaran
diferentes métodos para predecir la vida a fatiga basandose en el enfoque de la tensién

estructural.
e M¢étodo de la tensién estructural en el punto caliente:

En este enfoque, la resistencia a fatiga de cualquier detalle estructural se calcula
mediante extrapolacion de los valores reales de la curva tensién eldstico-lineal en ciertos
puntos de interés en la superficie de la probeta (Figura 3.14) [23]. Asimismo, este método

tiene en cuenta todos los efectos estructurales del detalle [126].

El valor de la tensién en los puntos de interés para obtener mediante extrapolacién el
valor de la tension estructural, se puede obtener mediante mediciones experimentales o por
simulaciones numéricas. Existen diferentes funciones de extrapolaciéon para una aplicacién
dada, segun el tipo del punto caliente (“a” o “b”) y el tamafio de mallado elegido. En funcién
de la ecuaciéon determinada para cada caso de estudio, se debe de definir el valor de la
tensién en diferentes puntos para obtener el valor de la tensién estructural en el punto

caliente [126].

Tensiény
real

Tensidn estructural

R

Puntos de referencia

Tensidon en la superficie

/
I\
P % e S — 2—’

Figura 3.14. Tension estructural en el punto caliente (adaptado de [126]).

106



Capitulo 3 Anadlisis de fatiga para las uniones soldadas multipasada considerando las TR

Para obtener la vida a fatiga del componente soldado, existen menos curvas S-N que
para el enfoque de la tensién nominal, ya que con una curva S-N se abarcan mas
configuraciones de soldadura. Por ejemplo, con una curva S-N (FAT 100) se calculan todas

las soldaduras a tope [126].
e M¢étodo de la tensién estructural segin Dong:

Dong et al. [132] propusieron un procedimiento para el calculo de la tensién
estructural, que se considera relativamente insensible a las caracteristicas del mallado
(tamano del elemento y tipo de elemento), en el area correspondiente al pie de soldadura y
requiere una unica curva para la evaluacién de la resistencia a la fatiga [133]. Este método
se basa en la linealizacién de la tensién a través del espesor de la placa en el lugar de interés.
A través de dicha linealizacién se obtienen la tensién de flexién (o,) y la tensién de la
membrana (o, )y mediante la suma de las dos anteriores se obtiene la tensién estructural
(Aog =Ao, +Ao, ). Esta técnica supone que la diferencia en la vida a fatiga de los
diferentes tipos de unién es debida a las diferencias en el valor de la concentracién de

tensiones.

Este enfoque tiene en cuenta el efecto del espesor, el parametro de carga, las
condiciones de carga y los criterios de fallo I, (r). Para ello, este método hace uso de la

mecanica de la fractura a lo largo del recorrido de la grieta [134].

Cabe destacar que este procedimiento ha sido verificado teniendo en cuenta lo siguiente
[132]:

1. Material: el limite elastico del acero varia entre 180 y 600 MPa.

2. El espesor de la placa varia entre 2 y 100 mm.

3. Diferentes tipos de unioén.

4. Condiciones de carga: traccion, flexién y mezcla de varias condiciones.

La prediccién de la vida a fatiga se realiza a través de la curva maestra S-N [132],
usando el parametro de tensién estructural equivalente ASg, a partir del rango de la tensién

estructural Agg, ecuacion 3.5:

Aoy
(2-m) 1 3.5
t 2m .ID (r)m
Donde t es el espesor de la placa, el exponente m se define a partir de la ley de
propagacién de la grieta de Paris (m=3,6 segun [132]) y la integral I, (r) depende del ratio
de r. Para ensayos realizados por control por carga, el valor de I, (r) se calcula mediante la

ecuacion 3.6:
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I,(r)=0,294(r)’ +0,846(r) + 25,815 3.6
Donde,
ab
yr=———>——
P 3.7

Sin embargo, para ensayos realizados por control por deformacién, el valor de I(r) se

calcula mediante la ecuacién 3.8:

I,(r)=12,64(r)’ -8,5153(r)" +1,7653(r) +5,0484 3.8

La prediccion de vida a fatiga segin este método se realiza mediante la siguiente

ecuacion:

log N = B'log(ASS) +A 3.9

Donde N es el numero de ciclos y los coeficientes A y B se obtienen por regresiéon de

los datos experimentales para diferentes valores de confiabilidad [132].

Dong et al. [132] compararon el modelo basado en la tensién nominal y el modelo
basado en la tensién estructural segiin Dong, y concluyeron que con el método de Dong se

obtiene una banda de error de datos mas estrecha.
e Método de la tensién estructural segin Xiao y Yamada:

Xiao y Yamada [135] propusieron un método para calcular la tensién estructural donde
dicha tensién se determina a una profundidad de 1 mm por debajo del pie de soldadura en la
direccién correspondiente al camino de la grieta. Xiao y Yamada [135] demostraron que la
tension calculada a 1 mm es un parametro de carga representativo para la fase de la
propagacion de la grieta prematura, independientemente del tamarnio de la soldadura [134].
Asimismo, la tensién calculada en este punto tiene en cuenta el efecto del espesor y del

tamarno de forma adecuadamente [122].

Xiao y Yamada [135] analizaron diferentes ensayos experimentales y determinaron que
dichos resultados muestran una dispersién bastante pequefia comparando con el limite

inferior de la curva FAT 100.

La dispersiéon obtenida mediante este método es menor que para el enfoque de la
tension estructural segin IIW y para el enfoque de la tensién estructural segin Dong [134].

Sin embargo, este método solo se ha verificado para el calculo de vida a fatiga de unas pocas
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uniones soldadas, por lo que se debe de verificar para otro tipo de uniones y modos de carga
[122].

Método de la tension en la entalla

La tensién de entalla es la tensién maxima en la raiz o en el pie de la soldadura,
obtenido asumiendo un comportamiento elastico lineal del material. Con el fin de que los
resultados sean consistentes, se ha verificado que para aceros estructurales, el radio efectivo
en la raiz de la muesca debe de ser de 1 mm (Figura 3.15) [126]. Para la evaluacion a fatiga,
la tensién de entalla se compara con la curva de fatiga clase FAT 225. En caso de que se
emplee un tipo de elemento cuadratico el tamano maximo del elemento para un radio de 1
mm es de 0,25 mm. Por el contrario, si se emplea un tipo de elemento lineal el tamaro
maximo del elemento es de 0,15 mm [134]. Por lo tanto, la mayor limitacién de este método
es el coste computacional debido al tamano del elemento empleado en la regién curvada para

realizar la simulacién numérica.

El método se limita a la evaluacién de las uniones soldadas donde el fallo de fatiga se
da en el pie o raiz de la soldadura. Ademas, dicho enfoque no es aplicable para el caso donde
dentro de la matriz de tensiones existe una tensién paralela a la superficie de magnitud
importante, y asimismo estd limitado para piezas de que tengan espesores mayores que

5 mm [126].

Radio=1 mm

> ¥ / g \
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_O\;I | /C o0

Figura 3.15. Redondeo ficticio a realizar en el método de la tensién en la entalla en la punta
y la raiz de la soldadura [126].
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Método de la propagacion de la grieta

La mecanica de la fractura se emplea para evaluar el comportamiento de la grieta de
fatiga. Se puede emplear para calcular el crecimiento de la grieta desde un tamano inicial aj
a un tamano final at, por lo que este método supone que desde el inicio existe una grieta. En
las uniones soldadas realizadas con metales estructurales, el periodo de iniciacién de la
grieta supone una pequenia porcién de la vida a fatiga total, por lo que el método es adecuado

para la evaluacién de la vida a fatiga [126].

El parametro que describe la accién de la fatiga en la punta de la grieta en términos de
la propagaciéon de la grieta es el rango del factor de intensidad de tensiones AK. Este
parametro se calcula mediante la superposicién de los efectos de los componentes de la
tensién de membrana y la tensién de flexién de shell. Ademds, mediante un parametro se
tiene en cuenta el efecto de la forma de la grieta y el tamafio. Asimismo, se tiene en cuenta
cualquier efecto que incrementa la tensién mediante factores adicionales. El factor de la
intensidad de la tensién se puede determinar mediante el método de los elementos finitos o

indirectamente utilizando el enfoque de la funcién de peso [126].

En el caso de que no exista una grieta inicial, es necesario suponer que existe una
grieta. Por ejemplo, para las grietas que empiezan por el pie de la soldadura, se recomienda
suponer una grieta inicial con profundidad minima de 0,15 mm y un ratio de aspecto de
a:2¢=0,1. Otro enfoque es suponer que el periodo de iniciacién de la grieta se define con el
método de la tensién en la muesca o deformacién en la muesca y utilizar el método de la
propagacion de la grieta para el correspondiente periodo. En general, el camino de la grieta

sigue la condicion del modo I puro [122].

3.2.2 Prediccion de vida a fatiga multiaxial de las uniones soldadas

Todavia a dia de hoy, el andlisis del comportamiento a fatiga de las uniones soldadas
sometidas a tensiones multiaxiales no esta totalmente resuelto. Existen diferentes enfoques
para tratar el problema anterior para el caso del material base [137-139], pero para el caso
concreto de las uniones soldadas, la cantidad de los diferentes enfoques se reduce
considerablemente. Estos métodos se basan en obtener una tensién equivalente uniaxial a
partir del estado tensional multiaxial. A continuacién se realizad un pequernio resumen de los
diferentes métodos que existen para hacer frente al problema multiaxial de las uniones

soldadas.
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Recomendaciones de las normativas

En el caso de que exista una combinacién de la tensién normal y de cortadura, el

estudio de la fatiga debe de considerar el efecto combinada de ambas. En la normativa

Eurocédigo 3, existen tres alternativas diferentes [140]:

1.

Se puede despreciar el efecto de la tensién de cortadura, si el rango de la
tensién nominal de cortadura equivalente es menor que el 15% del rango de la

tension nominal normal.

Se puede utilizar el rango de la tensién principal maxima en lugares diferentes

a la garganta de la soldadura, para el caso de cargas proporcionales.

Para cargas no-proporcionales, los componentes del dafio para las tensiones
normales y de cortadura deben de ser evaluados separadamente usando la

interaccion ecuacién 3.10 o la regla de Pamgren-Miner ecuacién 3.11.

Ao * (nr i
eq,nom + eq,nom < 1 310
Ag, Ar,
D,+D <1 3.11

La normativa IIW define cuatro alternativas para el caso donde se combinan las

tensiones normales y de cortadura [126, 140]:

1.

Se puede despreciar el efecto del rango de la tensiéon de cortadura, si el rango de
la tensién nominal de cortadura equivalente es menor que el 15% del rango de
la tensién nominal normal o la suma del dafio del rango de la tensién de

cortadura es menor que el 10% de la tension normal.

Se puede utilizar el rango de la tensién principal para el caso de cargas
proporcionales o el caso donde el plano de la tensién principal no varia

significativamente (<20°).

Para cargas no proporcionales, los componentes del dafno para las tensiones
normales y de cortadura deben de ser evaluados separadamente usando la
ecuacion 3.10 o la regla de Pamgren-Miner ecuacién 3.11. Se recomienda que

para ambas ecuaciones la suma no sea mayor que 0,5.

Los calculos de la propagacién de grieta mediante la mecanica de la fractura se

deben de realizar con el rango de la tension principal maxima.
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Enfoque del plano critico

El enfoque del plano critico se ha desarrollado a partir del estudio del comportamiento
de la grieta para muestras lisas, donde la grieta inicia y propaga en orientaciones
preferenciales. Uno de los primeros modelos de fatiga multiaxial basados en el plano critico
fue desarrollado por Findley [141] y se basa en la tensién cortante alterna modificada por la
tension normal en el plano de grieta. Findley [141] sugirié que la tensién normal en el plano

de cortadura tiene una influencia lineal en la tensién alterna de cortadura admisible:

AT o =BT = 3.12
2 2

Donde la constante k representa la sensibilidad del material a la tensién normal en el
plano de cortadura. Se supone que el fallo ocurre en el plano que tiene el mayor valor de AT

y no necesariamente en el plano donde el valor de la tension de cortadura sea maximo.

Marquis et al. [14214], utilizaron el modelo de Findley con cinco modificaciones para

analizar la fatiga de las uniones soldadas:

1. En las uniones soldadas, la mayoria de las grietas se inician a lo largo del pie de
la soldadura, en la regién donde existe una gran concentracién de tensiones e
irregularidades geométricas locales. Por lo tanto, el plano de dafo critico se
asume que es el plano de cortadura paralelo a la linea del pie de soldadura y los

otros planos se desprecian.

2. La tensi6n normal maxima en el plano de dano se supone que es igual al limite
elastico o en el caso de uniones con alivio de tensiones, la tensién normal
maxima aplicada en el punto caliente durante la carga. Si la tensién maxima
aplicada causa la plastificacién en el punto caliente, la tensién normal maxima

en el plano de dafo se calcula segtiin el limite elastico.

3. Se utiliza el método del punto caliente para estimar la tensién normal a lo largo

del pie de la soldadura.

4. Los gradientes de las tensiones de cortadura estan altamente localizadas y no
se pueden medir adecuadamente mediante el uso de galgas extensométricas.
Por lo tanto para obtener el valor de las tensiones de cortadura en el pie de la

soldadura se utiliza el método de los elementos finitos.

5. Se supone que la funcién de dafio es linear en la escala log(N;) vs log(AT).

AT, = A7, +2k0" =1; (N;) 3.13

n,hs
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max

Donde 7, es la tensién de cortadura en el punto caliente y o, es la tension normal
méxima definida segin la modificacién 3, & representa la sensibilidad del material a la
tensién normal en el plano de cortadura, 7; es una constante de la curva de la resistencia a
fatiga del plano critico en el punto caliente y b es la pendiente de la curva tensién

deformacién [140].

Enfoque de Carpinteri-Spagnoli (C-S)

Carpinteri et al. [143] desarrollaron un criterio de fatiga multiaxial basado en el plano
critico para muestras lisas y con entalla. Estos mismos autores [14414] extendieron el modelo
anterior para analizar la vida a fatiga de las uniones soldadas. Las principales etapas criterio

de C-S son las siguientes:
1. Primeramente se determinan los ejes de las direcciones principales.

2. La orientacién del plano de la grieta inicial (critico) y el plano de la fractura
final estan relacionados con las direcciones de los ejes de las direcciones
principales. El plano de la grieta inicial se define mediante una expresion
empirica (ecuacién 3.14), mientras que el plano de la fractura final se supone

que es coincidente con la tensién principal maxima g;.

2
5=3—”{1 —(Lﬂ 3.14
8 g,

Donde 7_, es el limite de fatiga para la tensién cortante a R=-1y o, es el limite

de fatiga para tension normal a R=-1.

3. Se calculan el valor medio y el alterno de la tensién normal y el de la cortadura
en el plano critico, mediante el uso del procedimiento propuesto por

Papadopoulos [145].

4. Por ultimo, se determina el valor de la tensién uniaxial equivalente mediante
una combinacién cuadratica de los componentes de la tension normal y cortante
que actuan en el plano critico. La vida a fatiga del componente soldado se

determina mediante el empleo de la ecuacion de Basquin (3.2).

2
o,. = afe+£ r 3.15
q ,eq 0—_1
Unm
Uneq :Una+a—1 316
Uu
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Donde 7,, 0,, y o, son la tensién de cortadura alterna, la amplitud tensién

normal y la tensién normal media respectivamente, calculados segiin [14514].

Hipdtesis de la tension equivalente efectiva (EESH)

La Tabla 3.1 muestra las diferentes causas del dafio multiaxial en funcién de la

ductilidad y los correspondientes modelos para calcular la tensién equivalente y estimar la

vida a fatiga del componente soldado [146].

Tabla 3.1. Causas del dafio multiaxial y los modelos para calcular la tensiéon equivalente

(adaptado de [146]).

a) Plano de interferencia y tensiones

b) Causa del dafio

dependiente de la ductilidad ¢) Modelo de calculo

s o, (@)
— T \4 o, (¢) para materiales de
x (o) baja-ductilidad (aluminio Plano de tension
fundido, hierro fundido, normal maxima
Toy J aceros sinterizados)
o,
Combinacién de 0, (¢) y .

o +0 O -0 ) Plano de maxima

g, (¢) == 9 L 9 *cos2¢ + T, 'sin 2¢ 3.17 T, (¢) para materiales tensién normal/ de

semi-ductiles (aluminio cortadura combinada

forjado, aceros fundidos)

o.-0
7,(¢)=—" 5 Lsin 20 ~ 7, cos 2¢

Valor de la integral
de las tensiones de
cortadura sobre todos
los planos

T, (¢) para materiales

3.18 ddctiles (aceros

estructurales)

Para el caso de la tensién axial pura y la tensién a torsién pura como para las cargas

proporcionales, se puede usar la hipétesis de von Mises, ya que el estado del material es

ductil:
Carga axial pura:
Carga torsional pura:

Carga combinada proporcional:

0, =0 N1-u+ i 3.19

o, =1,V3 3.20

— 2 2 _ . 2. 9,2
g, = \/Ux +o, -0, 0, +f3r,  3.21

Joi+tol-o, 0,
f, = 3.22

372

xy
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Para el caso de cargas no-proporcionales se emplea el método de EESH, donde la
tensién normal local y la tensién de cortadura local en el plano de interferencia se calculan

con las ecuaciones 3.173.17 y 3.18 [146]:

Este método es aplicable para soldaduras ductiles realizadas con aceros estructurales.
Se asume que la grieta se inicia por la cortadura y calcula la interaccién de todos los
componentes de la tensién de cortadura en una superficie o volumen en el pie de la soldadura

[146].

F(9)=—1,(¢)ds 3.23
Carga proporcional: f, (¢) =7, (¢) 3.24
Carga no-proporcional: f, (¢) = LL S T (¢) 3.25

A partir del calculo anterior se determina el parametro del dafio, que es mayor para el
caso donde la carga es no-proporcional, por lo que para estas cargas la vida a fatiga sera
menor. Una vez definido el ratio del parametro del dafio F(¢), la tensién equivalente se

puede determinar para los diferentes angulos basandose en la hipétesis de von-Mises:

FO) g 3.26

aeq (5) =Ueq (5:0 )F(Jzoo)
o,(0=0°)= \/af +0l-0,0,+ 31 3.217
_1+k,
1+k vk, 3.28
o\2
2:1_(5‘90] 3.29
90°

Donde el valor S es el factor del tamafio que representa la influencia del gradiente
tensional en la tensién equivalente, k,, es el valor del factor de concentracién de tensiones

axial y k, es el valor del factor de concentracion de tensiones de torsién [146].

Después de calcular la tensién equivalente, se debe de transformar la curva de disefio
nominal en una curva S-N local. En la Figura 3.16 se puede observar la transformacién de la

curva de disenno nominal a una curva S-N local para un estado de carga axial puro [147].
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Sistema local

Opq = K- 01— pu+p?

(von Mises para K, > 2)

Sistema nominal o, -~

Rango de tensiones Ac

Ciclos hasta el fallo N;

Figura 3.16. Ejemplo de la transformaciéon de la curva S-N de un sistema nominal a un

estado local para el caso de carga axial pura [147].

3.2.3 Prediccion de vida a fatiga considerando las tensiones residuales

Un enfoque prometedor fue desarrollado por Bae et al. [148], donde la prediccion de
vida a fatiga se realiza considerando el valor de las TR para las soldaduras por puntos. En
este enfoque, el valor de la amplitud de la tensién se define mediante el empleo de la
ecuacién de Goodman y el valor maximo de la tensién principal en el borde de la soldadura.
Bae et al. [148] analizaron diferentes uniones soldadas por puntos, con varias dimensiones y
formas, y demostraron que el método desarrollado puede proporcionar una evaluacién precisa
de la resistencia a la fatiga. Sin embargo, la mayor limitacién de este método es que se ha
desarrollado para uniones soldadas por puntos y por lo tanto no se puede aplicar

directamente a las soldaduras multipasadas por transferencia spray.

Barsoum et al. [149] consideraron el valor de las tensiones residuales junto con el
método de la mecanica de la fractura elastico lineal (LEFM) para calcular la vida a fatiga de
las uniones soldadas. Primeramente realizan una simulacién numérica del proceso de
soldadura para obtener el valor de las TR. Después, mediante un mapeado, se incorporan
dichas TR en el anélisis de la propagacién de la grieta debida a la fatiga mediante LEFM. En
el caso de la prediccion de vida a fatiga para altos ciclos, las predicciones son no-
conservativas ya que las magnitudes de las tensiones residuales predicha son no-

conservativas.

Zamiri [25] analiz6 la propagacién de la grieta empleando el método de X-FEM y
considerando el valor de las TR. El modelo empleado por [25] no predice de forma adecuada
la forma de la propagacién de la grieta basicamente por dos razones: Por un lado, debido al
error realizado en la estimacién del efecto de las tensiones residuales y por el otro lado,
debido a que en el trabajo realizado no se tiene en cuenta el contacto entre las caras de la

grieta.
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3.2.4 Conclusiones del estado del arte

Todavia en la actualidad no existen modelos que permiten predecir la vida de los
componentes con absoluta fiabilidad. En el caso de los componentes soldados, la vida a fatiga
de las uniones soldadas se reduce ya que entran en juego otros factores como las TR, el efecto
de borde, las inclusiones no metalicas... Como se ha visto en el estado del arte existen
numerosos enfoques para predecir la vida a fatiga de las uniones soldadas, pero la mayoria
de estos modelos no tienen en cuenta el valor de las TR, por lo tanto la prediccién de vida que
determinan es muy conservadora. Existen algunos métodos basados en la mecanica de la
fractura, donde se considera el valor de las TR. Sin embargo, dichos métodos requieren
definir el tamario de grieta inicial y su localizacion, las cuales son dificiles de determinar en

la etapa de diseno.

Por lo tanto en este capitulo, se ha desarrollado un procedimiento para predecir la vida

a fatiga de uniones soldadas considerando las TR.

3.3 Procedimiento teorico

El procedimiento tedrico propuesto para predecir la vida a fatiga de las uniones
soldadas multipasada en el rango de altos ciclos considerando las TR consiste de dos etapas.
Primeramente, se estima el patrén de las tensiones residuales en funcién del procedimiento
numérico desarrollado en el capitulo anterior. Luego, se predice la vida para el rango de altos
ciclos considerando la influencia de las TR en la zona critica. Con el fin de considerar el
estado tensional multiaxial, se ha usado el enfoque del plano critico propuesto por [145] y
extendido a las estructuras soldadas por Carpinteri et al. [144]. Finalmente, se ha realizado
una comparaciéon de la prediccién de la vida a fatiga entre los diferentes métodos actuales,

segun la normativa IIW [126] y el método desarrollado en este trabajo.

3.3.1 Estudio de sensibilidad de la longitud de soldadura

Como se ha visto en el apartado del estado del arte del capitulo anterior, la longitud de
la muestra soldada tiene una gran influencia en cuanto al valor maximo de las tensiones
residuales longitudinales. Segun Pilipenko [28], las TR longitudinales maximas se obtienen a
partir de una longitud minima y se mantienen constantes a pesar de que se incremente la

longitud de la unién soldada.

En este trabajo se ha querido analizar el caso mas restrictivo en cuanto a la vida a

fatiga, por lo que primeramente se ha realizado un estudio de la influencia de la longitud en
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las TR transversales maximas, con el fin de determinar la longitud minima de la longitud de
la soldadura. Para ello se han realizado diferentes simulaciones numéricas de uniones
soldadas de tres pasadas, 10 mm de espesor, empotradas por un lado, con los mismos
parametros de soldadura y con diferentes longitudes. En la Figura 3.17 se pueden observar
los diferentes casos analizados en este estudio para obtener la longitud minima de la unién y
en la Figura 3.18 se puede apreciar la distribucién de la tensién transversal maxima para

cada caso.

s, s11
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s, s11
(Avg: 75%)

e) f)

S, s11
(Avg: 75%)
+2.413e+

g2 h)

i) )

Figura 3.17. Influencia de la longitud de soldadura en las tensiones residuales generadas en

el proceso de soldadura para a) 30 mm, b) 50 mm, ¢) 75 mm, d) 100 mm, e)
125 mm, f) 150 mm, g) 175 mm, h) 200 mm, i) 250 mm y j) 300 mm.
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Figura 3.18. Efecto de la longitud de la soldadura en la distribucion de la tensi6n

transversal maxima.

Como se observa en la Figura 3.18, a medida que aumenta la longitud de la soldadura,
aumenta el valor maximo de las TR hasta un maximo donde empieza a disminuir. Se puede
observar que la tensién transversal maxima se obtiene para una longitud de soldadura de
75 mm. Tal y como observo DeGarmo et al. [39], en el caso de las TR longitudinales la
longitud, existe una longitud a partir del cual dicha tensién se mantiene constante, sin

embargo en el caso de las TR transversales no se observa dicha regién.

3.3.2 Casos estudiados

En el presente trabajo, primeramente, se ha analizado teéricamente la vida a fatiga de
diferentes uniones soldadas a tope de acero estructural S275JR cargadas uniaxialmente con
un ratio de carga de -1 en una maquina de fatiga convencional. Con el fin de generar un
estado tensional multiaxial en la zona critica de la soldadura (pie de soldadura), las
soldaduras a tope han sido soldadas bajo cuatro angulos diferentes, con un procedimiento
similar al empleado por Bokesjo et al. [150] (Figura 3.19): a) Soldadura a tope a 0° b)
Soldadura a tope a 30° c) Soldadura a tope a 45° y d) soldadura a tope a 60°.
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c) d)

Figura 3.19. Uniones soldadas analizadas: a) soldadura a tope a 0°, b) soldadura a tope a 30°,
c) soldadura a tope a 45° y d) soldadura a tope a 60°.

3.3.3 Determinacion de las tensiones residuales

El patron de las TR de las cuatro muestras soldadas se ha obtenido a partir de la
simulacién numérica termomecanica desacoplada descrita en el capitulo anterior. En este
procedimiento, la fuente de calor se define en funcién de la fisica de la soldadura para
soldaduras por transferencia spray en funcién de la seccién transversal para cada pasada.
Por lo tanto, los pardmetros de entrada para realizar la simulacién numérica se definen
basandose en el modelo analitico para la fuente de calor y la velocidad de soldeo. En este

trabajo, se usan placas con espesor de 10 mm del material denominado S275JR y el material
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de aporte con diametro de 1,2 mm del material denominado Praxair M-86 segun la normativa
AWS/ASME SFA 5.18 ER70S-6. La Tabla 3.2 muestra los parametros del proceso definidos
para cada pasada del proceso de soldadura para los cuatro casos, asi como los parametros de

entrada para el modelo MEF.

Tabla 3.2. Parametros del proceso de la soldadura y parametros de entrada para el MEF.

Parametros del proceso Parametros de entrada para MEF
CZS,O d Pasada Flujo de calor  Longitud dela  Velocidad de
estudiado P(W) Vs (mm/min)  volumétrico discretizacion morir-
(W/mm3) (mm) renacer (s1)

1 7090,9 550 74,3 5 1,8

Soldadura a 2 8225,4 500 76,3 5 1,7
tope 0

3 9686,9 400 68,5 5 1,4

1 7090,9 550 70,76 5,25 1,7

Soldadura a 2 8225,4 500 72,67 5,25 1.6
tope 30

3 9686,9 400 65,24 5,25 1.3

1 7090,9 550 73,6 5,05 1,8

Soldadura a 2 8225,4 500 75,6 5,05 1,6
tope 45

3 9686,9 400 67,8 5,05 1,3

1 7090,9 550 74,3 5 1,8

Soldadura a 2 8225,4 500 76,3 5 1,7
tope 60

3 9686,9 400 68,5 5 1,4

3.3.4 Prediccion de vida a fatiga basados en TR

El procedimiento para predecir la vida a fatiga del componente soldado consta de dos
fases: Primeramente, considerando el valor de las tensiones residuales en las zonas criticas
de las simulaciones numéricas, se determina el valor de la tensién uniaxial equivalente
usando el enfoque del plano critico para cada caso estudiado. Después, se considera esta
tension equivalente uniaxial para determinar la ecuacién de la curva S-N del componente
adaptando la curva S-N del material base. De esta forma, se puede estimar la vida a fatiga

en la zona estudiada para cualquier rango de carga en el régimen de ciclos altos.
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Determinacion de la tensién uniaxial equivalente en el plano criticé

El analisis del comportamiento de las grietas de fatiga en muestras lisas ha
demostrado que las grietas se inician y se propagan en orientaciones preferenciales [140]. Por
lo tanto, los modelos del plano critico consideran estas orientaciones preferenciales para
predecir la vida a fatiga. El objetivo principal del concepto del plano critico es la reducciéon de
un estado tensional multiaxial a un estado equivalente uniaxial [151]. ComtUnmente se
asume que la fase de iniciacién de la grieta corresponde con el plano donde se da la tensién
de cortadura maxima mientras que en la fase de la propagaciéon coincide con el plano de

tensién normal maxima [137, 144, 151, 152].

En el caso particular de las estructuras soldadas, la fase de la iniciacién de la grieta
normalmente es breve y se puede asumir que existen discontinuidades con aristas vivas
debido al proceso de soldadura [140]. Por lo tanto, la vida a fatiga del componente se puede
calcular considerando solo la fase de la propagacion de la grieta [121, 126]. Por esta razén, a
pesar de que existen diferentes enfoques para definir el plano critico [137, 138], en este
trabajo se ha empleado el criterio de maxima tensién normal [151], donde se desprecia el

efecto de la tensién de cortadura, segiin Papadopoulos et al. [145].

Determinacion de la curva S-N del componente

El procedimiento elaborado en este trabajo se basa en el método S-N donde el
comportamiento a fatiga en el régimen de HCF se define con la ecuacién Basquin (3.2) [102],
junto con la interaccién lineal entre la amplitud de la tensién y el valor de la tension media,
definida por Goodman (3.30) [41, 148, 153]. Este enfoque se puede utilizar para tener en

cuenta la influencia de las TR en la resistencia a fatiga.

g, (Jm + Ures)
a-res =1
S, + S 3.30

Donde S, es el limite de fatiga del material base para 107 ciclos, S, es la resistencia a la
traccion del material, 0,_..s s la amplitud de la tension teniendo en cuenta las tensiones
residuales, 0,04, €8 1a tensién media y o, es el valor de las TR en el plano critico de la zona
estudiada obtenida numéricamente. Para ensayos de traccién-compresién (R=-1), la ecuacién

definida anteriormente se reescribe de la siguiente manera:

Ua—res + UI'SS -_— 1
S, S. 3.31
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Con el fin de estimar la vida a fatiga del componente soldado, se redefine
adecuadamente la curva S-N basandose en la ecuacién 3.32, considerando el valor de las

tensiones residuales en la zona critica:

ares
Ty, =Sym [1 "3 ] 3.32

Donde o, y Sy py, son la resistencia a la fatiga del componente y la resistencia a la
fatiga del material base para nimero de ciclos determinado respectivamente. Se realiza un
desplazamiento de la curva S-N para considerar la influencia de las TR (Figura 3.20). Por lo
tanto, una vez determinado la ecuacién 3.32, se puede estimar la vida a fatiga del
componente soldado para diferentes cargas multiaxiales mediante el calculo de la condicién
de tensién generada con la carga externa considerar ningun incremento de tensién debido a

detalles estructurales.

Figura 3.20. Influencia de las tensiones residuales en la curva S-N y en el diagrama de
Haigh (adaptado de [117]).

En la Figura 3.21 se puede observar un cuerpo sometido a una carga ciclica y el plano
del material denominado A, que pasa a través del punto considerado en la superficie de la
pieza situado en un sistema de referencia (x,y,z). Se define un sistema de coordenadas local
en el plano A definido por el vector normal unitario n e el punto considerado y con unos ejes
arbitrarios u y v posicionados en A, que se describen con los dngulos esféricos (¢,0). En el
plano definido, el vector de tensiones S, que actiia en el punto considerado se puede calcular

como [145]:

S =on 3.33
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Este vector S, se puede descomponer en dos vectores, uno perpendicular al plano A,
denominado vector de tensiones normal 0, y otro tangencial al plano A, denominado vector
de tensiones de cortadura 7. El vector de tensiones normal se puede calcular de la siguiente

manera:

g, =(S,n)n=0, =(non)n 3.34

El vector de tensiones de cortadura 7 es igual a la diferencia de los dos vectores

anteriores:

r1=8,-0,=r=0n-(non)n 3.35

(a) (b) x (c)
Figura 3.21. Vector de tensiéon S_, vector de tensiéon normal 0, y el vector de la tensién de
cortadura 7, que actuan en el plano A y la evoluciéon de dichas tensiones

durante un ciclo de carga complejo [145].

El vector de tensiones S, describe una curva cerrada en el espacio ®, por lo tanto no
hay ninguna pérdida de la informaciéon cuando se proyecta en el eje n, ya que la tensién
normal conserva su direccién invariable. Para el caso de la tension de cortadura, la situacién

es mas compleja con respecto a la definicion de la amplitud y de la media [138, 145].

Para definir el plano critico es necesario calcular los valores de 0, y 7 mediante el
escaneo de p planos. Es importante tener en cuenta que en funcién de los planos analizados
el conocimiento de la variacién de los valores anteriores es mejor, pero el esfuerzo necesario
para llevar a cabo el estudio es mayor. El valor del incremento del angulo depende de la
precisién a obtener, pero los valores tipicos son 10° 0 20° [138]. En este estudio el incremento

del angulo empleado es de 5°.
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3.3.5 Métodos convencionales

Los resultados de vida a fatiga obtenidos experimentalmente se han comparado frente
a las predicciones de vida a fatiga calculadas mediante los métodos actuales, tensién nominal
y tensidén estructural en el punto caliente, y el procedimiento desarrollado en este trabajo.
Para la prediccién de vida a fatiga con el enfoque de la tensién nominal de las soldaduras a
tope a diferentes angulos se ha empleado la curva de disefio FAT80, ya que las soldaduras se

han realizado con respaldo temporal.

Por otro lado, para la estimacién de la vida a fatiga mediante el enfoque de la tensiéon
estructural en el punto caliente, todas las soldaduras analizadas en este estudio se han
definido como tipo “a” y debido a que la tensién estructural incrementa de forma no-lineal a
lo largo del punto caliente, la tensién estructural se determina mediante la siguiente

ecuacion:

O,

. =2,520,,, —2,240,, +0,720,,, 3.36

Donde o

o4er Toe. Y 04 son las tensiones nodales posicionadas a las distancias de

0,4, 0,9¢ey 1,4 donde e es el espesor de la placa.

Como recomienda la normativa IIW para configuraciones de soldadura con angulos
1guales o menores a 60° para ambos enfoques, se puede considerar la tensién principal como

la tensién equivalente uniaxial [126].

3.4  Procedimiento experimental

El trabajo experimental llevado a cabo en el presente trabajo tiene dos objetivos
principales. Primeramente, se ha caracterizado a fatiga el material base para el régimen de
altos ciclos con el fin de implementar en el modelo de fatiga propuesto. Después, las muestras
para los dos casos estudiados (soldadura a tope a 0° y a 45°) han sido soldadas y ensayadas
para diferentes cargas en el régimen de fatiga de altos ciclos para validar el procedimiento

propuesto para la estimacion de la vida a fatiga de los componentes soldados multipasada.

3.4.1 Caracterizacion a fatiga del material base

La geometria de la probeta para ensayar se define segiin la normativa ASTM E-466-96
(Figura 3.22) [154]. Esta normativa establece que la probeta debe de tener una rugosidad
superficial maxima de 0,2 um . Para ello, primeramente todas las muestras se lijan con

papeles de lijar de una rugosidad alta a otras de baja rugosidad y finalmente, se han pulido
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con un pano de pulido impregnado con pasta de diamante de 1 gm y alcohol. La rugosidad
superficial se ha verificado midiendo la rugosidad superficial calibrada con un perfilémetro

confocal.

24
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2 16
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Figura 3.22. Probeta para los ensayos de fatiga del material base.

Los ensayos de fatiga axial para caracterizar el material base han sido realizados
utilizando la maquina de fatiga hidraulica MTS 810 con una carga limite de 100 kN. Los
ensayos de fatiga han sido efectuados a temperatura ambiente bajo control por fuerza con un
ratio de carga de R=-1. Durante estos ensayos, la carga aplicada, el desplazamiento y el
numero de ciclos de carga hasta la rotura han sido registrados. Las muestras han sido
ensayadas con una frecuencia de carga de 15 Hz para amplitudes de carga que varian entre
0,9-0,6 veces el limite elastico (250-190 MPa) y con una frecuencia de carga de 5 Hz para el

rango de 1,05-0,9 veces el limite elastico (290-250 MPa).

3.4.2 Procedimiento de soldadura

Para realizar la soldadura de forma automatica y controlando todos los parametros de
la soldadura como son la velocidad de soldeo, la longitud del arco, la longitud del contacto a la
pieza, el voltaje y la velocidad del hilo, se ha adecuado una fresadora CNC y una maquina de

soldar Praxair Phoenix 421.

Los dos casos analizados experimentalmente han sido soldados con el material de
aporte denominado PRAXAIR M-86 con didmetro de 1,2 mm y como gas de proteccion se ha
empleado el denominado Stargon 82, con un 8% de CO2. Los parametros de soldadura
empleados para cada pasada han sido definidos previamente siguiendo el procedimiento
analitico desarrollado en el capitulo anterior para el modo de transferencia spray. En este
trabajo, los parametros empleados han sido los valores tipicos empleados en la industria de

la maquina herramienta (Tabla 3.3).
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Tabla 3.3. Parametros del proceso de soldadura.

Soldadura a tope 0°

Pasada V V) 1(A) Vh (m/min) PW) Lare (mm) Letw (mm) Vs (mm/min)
1 26,6 270 9,1 7182 8 30 550
2 28,2 275 9,3 7755 9 31 500
3 30,4 300 10,2 9120 10 30 400

Soldadura a tope 45°

Pasada VV) 1(A) Vi (m/min) P (W) Lare (mm) Letw (mm) Vs (mm/min)
1 26,6 270 9,1 7182 8 30 550
2 28,2 275 9,3 7755 9 31 500
3 30,4 300 10,2 9120 10 30 400

Para el caso de ambas uniones, ambos extremos de la placa han sido fijados

verticalmente durante el proceso de soldadura, como se muestra en la Figura 3.23.

Figura 3.23. Instalacion experimental para realizar la soldadura a tope: a) 0° y b) 45°.

3.4.3 Caracterizacion a fatiga de uniones soldadas

Como en el caso de la caracterizacién a fatiga del material base, las probetas soldadas
han sido ensayadas a fatiga en la maquina MTS 810. Los ensayos de fatiga han sido
realizados para el régimen de altos ciclos a un ratio de carga de R=-1 con una frecuencia de

carga de 5 Hz. La Tabla 3.4 muestra las amplitudes de las tensiones ensayadas para cada

caso estudiado.
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Tabla 3.4. Amplitudes de tensiones ensayadas para cada caso estudiado.

Casos de carga para la Casos de carga para la
soldadura a tope a 0° soldadura a tope a 45°
(MPa) (MPa)

125 145
115 135
100 125
90
80

3.5  Resultados y discusion

En esta seccidon, se muestran los resultados obtenidos y se valida el procedimiento
tedrico para predecir la vida a fatiga con los resultados experimentales. Primeramente, se
muestra el patrén de las TR obtenidas numéricamente para los cuatro casos estudiados.
Después, se expone la informacién de la caracterizaciéon a fatiga del material base y las
ecuaciones de las curvas S-N obtenidas para los diferentes casos de soldadura estudiados
considerando las tensiones residuales. Luego, se valida el método propuesto mediante la
comparacién de la curva S-N del componente predicha para cada caso contra los ensayos
experimentales a diferentes cargas en el régimen de altos ciclos. Finalmente, el método
propuesto se compara frente a los métodos actuales, como la tensién nominal y la tensién

estructural en el punto caliente.

3.5.1 Prediccion de las tensiones residuales

La prediccién del patrén de las TR se obtiene a partir de la simulacién numérica
realizada segun el procedimiento desarrollado anteriormente. La Figura 3.24 a), b), c¢) y d)
muestra el patrén de TR predicho numéricamente en el proceso de soldadura a tope

multipasada de 0°, 30°, 45° y 60° respectivamente.
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.000e+0 -2.289e-05
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(Avg: 75%

c) d)

Figura 3.24. Patron de las tensiones residuales transversales para a) soldadura a tope a 0°,
b) soldadura a tope a 30°, ¢) soldadura a tope a 45° y d) soldadura a tope a 60°.

Analizando todos los casos de la Figura 3.24, se observa que las zonas criticas, en
cuanto a las TR, estan localizadas cerca del pie de soldadura. Para todos los casos analizados,
con el fin de estimar la vida a fatiga de las muestras soldadas, las matrices de las tensiones
residuales se obtienen en las 4reas criticas mencionadas anteriormente. Considerando dichas
matrices, se determina el valor de la tensién uniaxial equivalente para cada caso, como se

puede observar en la Tabla 3.5
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Tabla 3.5. Valor de la tensién uniaxial equivalente en el plano critico para las diferentes

soldaduras a tope analizadas.

Caso estudiado Tensién uniaxial equivalente (MPa)
Soldadura a tope a 0° 309
Soldadura a tope a 30° 244,7
Soldadura a tope a 45° 231,8
Soldadura a tope a 60° 201,9
3.5.2 Curva S-N del material base

La Figura 3.25 muestra los resultados de los ensayos de fatiga para el material base
S275JR y para el ratio de carga de R=-1 asi como la curva de ajuste de Basquin (3.2). Los
valores calculados para los coeficientes o, y b son 415.48 MPa y -0.047 respectivamente. Se
puede observar que el limite de fatiga del material base para 107 ciclos es de 195 MPa, de

acuerdo con la normativa FKM [155].

1000 , ,
e \aterial base
+ Datos experimentales
g —e LU
]
=]
-
§ 100
<
=}
)
0
=]
15
B
10
1E+04 1E+05 1E+06 1E+07 1E+08

Ciclos

Figura 3.25. Resultados experimentales a fatiga del material base y curva S-N ajustada

3.5.3 Curva S-N teniendo en considerando las tensiones residuales

La Tabla 3.6 muestra los coeficientes estimados de o, y bpara cada caso estudiado
considerando el valor de las TR en el plano critico. Asimismo, la Figura 3.26 muestra las
curvas S-N estimadas para todos los casos analizados, soldaduras a tope a 0°, 30° 45°y 60° y

la curva S-N del material base.
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1000
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Tensién alterna (MPa)

10

1E+04

Tabla 3.6. Coeficientes o, y b estimados

Caso estudiado 0'; b
Soldadura a tope a 0° 170,8 -0,047
Soldadura a tope a 30° 221,6 -0,047
Soldadura a tope a 45° 231,8 -0,047
Soldadura a tope a 60° 255,5 -0,047

Material base

— ++ Soldadura a tope 0°
+ = Soldadura a tope 30°
= = = Soldadura a tope 45°

--------- Soldadura a tope 60°
| |

1E+05 1E+06

Ciclos

1E+07 1E+08

Figura 3.26. Comparacion de las curvas S-N predichas para todos los casos analizados

frente a la curva S-N del material base.

Analizando la Figura 3.26 se observa que de acuerdo a lo esperado, las tensiones

residuales generadas en el proceso de soldadura tienen un efecto perjudicial en la vida a

fatiga del componente (con una reduccién del limite de fatiga del 38%, 44%, 47% y 59% para

las soldadura a tope a 0°, 30°, 45° y 60° respectivamente). Se puede observar que cuanto

mayor es el angulo de soldeo, mejor se comporta a fatiga el componente soldado.

La diferencia en el valor del limite a fatiga para los casos analizados es debido a la

diferencia en la matriz de TR para cada caso. En funcién de la orientaciéon del plano de la

tension normal maxima, los diferentes componentes de la matriz de tensiones tienen mas o

menos influencia en el valor de la tensién uniaxial equivalente.
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3.54 Verificacion del procedimiento de estimacion de vida a fatiga

La Figura 3.27 a) y b) compara la curva S-N del componente estimado tedéricamente
frente a los ensayos experimentales de fatiga para cada caso. Las muestras que no han

alcanzado la rotura para ciclos mayores que 107 se consideran como run-out.

1000 - AlOOO T
- Estimada nc:: Estimada
E + Experimental g + Experimental
S ®
B £
3 2 &,
% 100 - < 100
o
Q Ne)
S [
z g
[3)
S =
10 10
1E+04 1E+06 1E+08 1E+04 1E+06 1E+08
Ciclos Ciclos
a) b)

Figura 3.27. Comparacién entre la curva S-N del componente obtenida tedricamente y los

datos experimentales para a) Soldadura a tope a 0° y b) soldadura a tope a 45°.

Se puede observar que las curvas S-N del componente calculadas tedricamente
muestran una correspondencia positiva para todos los casos analizados, especialmente cerca
del limite de fatiga. En la zona cercana al rango de fatiga de bajos ciclos, se observan
mayores desviaciones pero todavia mas que aceptables comparando con los métodos de

prediccién actuales, como se puede observar mejor en la préxima seccidn.

La Figura 3.28 a) y b) muestra la comparaciéon entre la amplitud de la tensién
experimental (0, ) y la amplitud de la tensién predicha (o, ) para los dos casos analizados a
diferentes niveles de vida. De esta forma, se puede analizar con mayor detalle la
correspondencia entre las predicciones tedricas y los datos de los ensayos experimentales.
Como se puede observar, el error medio para el caso de la soldadura a tope a 0° es de un 14%
y en el caso de la soldadura a tope a 45° es de un 7%. Ademas, la mayoria de las predicciones

realizadas son conservativas.
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Figura 3.28. Comparacién entre la amplitud de la tensién experimental o __ y la amplitud

exp

de tensiéon predicha o, para a) soldadura a tope a 0° y b) soldadura a tope a
45°,

3.5.5 Comparacion con otros métodos

En la Figura 3.29 a) y b) se muestra la comparacion la curva S-N del componente
estimado, con el enfoque de la tensién nominal y con el procedimiento desarrollado en este
trabajo, para cada uno de los ensayos experimentales de fatiga. Adicionalmente, la Figura
3.30 a) y b) muestra los resultados de la prediccién de vida a fatiga de todos los casos
analizados con el método de la tensién estructural en el punto caliente. Como se ha
mencionado anteriormente, las muestras que no alcanzan la rotura a 107 ciclos se consideran
como run-outs. Las curvas S-N basadas en la normativa IIW se han determinado con una
confiabilidad 50%, que es la misma confiabilidad empleada para la obtencién de la curva S-N

considerando las tensiones residuales.

Por otra parte, la Tabla 3.7 muestra la comparacién del error medio y en el limite de
fatiga (107 ciclos) realizado para la tensién para todos los casos analizados. Para el caso
concreto de la soldadura a tope a 45° el valor del limite de fatiga se ha obtenido mediante la

extrapolacién de los datos experimentales de fatiga.
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Figura 3.29. Curvas S-N calculadas con el método de la tension nominal y el método

considerando las tensiones residuales frente a los datos experimentales para

a) soldadura a tope a 0°y b) soldadura a tope a 45°.
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Figura 3.30. Curvas S-N calculadas con el método de la tensiéon estructural en el punto

caliente frente a los datos experimentales para a) soldadura a tope a 0° y b)

soldadura a tope a 45°.
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Tabla 3.7. Comparacion del error medio y el error en el limite de fatiga predicho con cada
método analizado.

Considerando las tensiones

Tensién nominal Método del punto caliente .
residuales
Caso
estudiado EI,TO.I' en el Error medio E]fro'r en el Error medio , E.rror en e.l Error medio
limite de %) limite de %) limite de fatiga %)
fatiga (%) ° fatiga (%) ’ (%) ’
Soldadura a 62,63 32,13 53,73 21,68 0,07 13,56
tope a 0
Soldadura a 73,22 41,88 63,54 22,02 2,65 7,71

tope a 45°

Analizando los diferentes enfoques, se puede concluir que el método de la tensién
nominal de la normativa IIW es el enfoque méas conservativo con una desviacién media de
32,13% y 41,88% respectivamente para la soldadura a tope a 0° y a 45°. Por otra parte, en
cuanto al enfoque de la tensién estructural en el punto caliente, se puede concluir que
predice la vida a fatiga del componente soldado con mayor precisién que el enfoque de la
tension nominal con errores medios del 21,68% y del 22,02% respectivamente para los casos
estudiados. Sin embargo, ambos métodos muestran una mayor desviacién para el valor del
limite de fatiga, con errores de 62,63% y 73,22% para el enfoque de la tensién nominal y de
53,73% y 63,54% para el método de la tensiéon estructural en el punto caliente. Como se
puede observar, los valores mas altos del error se obtienen para el caso de la soldadura a tope
a 45° ya que en la normativa de IIW no existe una curva S-N especifica para este caso, por lo
que para predecir la vida a fatiga se propone utilizar la curva S-N correspondiente a la
soldadura a tope a 0°. Por otro lado, como se puede observar la prediccién de vida a fatiga en
el rango de fatiga a altos ciclos con el procedimiento desarrollado en este trabajo supera la
falta de precisién con un error medio maximo del 16,56% y, especialmente con una desviacién

reducida en el limite de fatiga, con un error maximo del 3,41%.

3.6  Aplicacion del método para la soldadura en T

Como se ha observado en los capitulos anteriores, el procedimiento desarrollado en este
trabajo para calcular la vida a fatiga a HCF de las uniones soldadas ha dado resultados muy
precisos. Para verificar que este método es aplicable para todo tipo de soldaduras, el
procedimiento desarrollado ha sido empleado para calcular la vida a fatiga de las uniones en
T.

En este caso, la soldadura en T se ha realizado mediante dos pasadas, para placas de

10 mm de espesor del acero estructural S275JR. En cuanto a los ensayos de fatiga, la

136



Capitulo 3 Andlisis de fatiga para las uniones soldadas multipasada considerando las TR

muestra ha sido cargada uniaxialmente con un ratio de carga de -1, en la maquina de fatiga

convencional MTS 810. En la Figura 3.31 se puede observar la geometria de la soldadura en

T analizada.

f/

Figura 3.31. Soldadura en T analizada con la correspondiente carga aplicada.

Como en el caso de la soldadura a tope a 0° el patréon de las TR se ha obtenido
mediante la simulacién numérica termomecéanica siguiendo el procedimiento desarrollado en
el capitulo anterior. Teniendo en cuenta que se ha empleado el mismo procedimiento que
para el caso de la soldadura a tope a diferentes angulos, con los mismos materiales, la Tabla
3.8 muestra los parametros definidos para cada pasada de proceso de la soldadura como los

parametros de entrada para la simulacién numérica.

Tabla 3.8. Parametros del proceso de soldadura en T.

Parametros del proceso Parametros de entrada para MEF
Caso . . . .
estudiado Pasada Potencia de la Velocidad de  Flujo de}a cglor L(?ngltqd dg}la Veloc1dgd de
ldadura (W) soldeo volumétrico discretizacién morir-
soldadura (mm/min) (W/mm3) (mm) renacer (s-1)
Soldadura en 1 8258,9 500 79,4 5 1,7
T 2 10267,9 350 62,9 5 1,2

Como en el caso de la soldadura a tope, la soldadura en T se ha soldado con el material
de aporte denominado PRAXAIR M-86 de 1,2 mm y el gas de protecciéon empleado ha sido el
denominado Stargon 82, con un 8% de COsz. Los parametros empleados para realizar la
soldadura en T, son los parametros usados tipicamente en la industria de la maquina

herramienta (Tabla 3.9).
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Tabla 3.9. Parametros del proceso de la soldadura

Soldadura en T
Pasada V V) 1(A) Vh (m/min) P(W) Lare (mm) Letw (mm) Vs (mm/min)
1 28 295 9,2 8260 9 26 500
2 30,7 325 10,1 9978 10 25 400

La soldadura en T se ha realizado empleando el utillaje descrito en el capitulo anterior

y empotrando un extremo de la placa horizontal.

Los ensayos de fatiga se han realizado en la maquina de fatiga convencional MTS 810,
donde los ensayos se han realizado para el régimen de HCF a R=-1 y con una frecuencia de 5
Hz. La Tabla 3.10 muestra la amplitud de las tensiones aplicadas para el ensayo de fatiga de

launién en T.

Tabla 3.10. Amplitud de las tensiones para el caso de la soldadura en T.

Cargas para la soldadura en T (MPa) 80 75 70 65 60

La Figura 3.32 muestra el patrén de las TR estimadas numéricamente para el proceso

de la soldadura multipasada en T.

s, S11
(Avg: 75%)
+3.926e+03
+3.000e+02
+2.500e+02
+2.000e+02

-5.000e+01
- -1.000e+02 |

Figura 3.32. Patron de las tensiones residuales transversales para la union soldada en T.

Se puede observar que como para el caso de la soldadura a tope, la zona critica de las
TR esta localizada en el pie de la soldadura. Para predecir la vida a fatiga de la unién
soldada en T, la matriz de las tensiones residuales se define en la zona mencionada
anteriormente. Considerando esta matriz, se obtiene el valor de la tensién uniaxial

equivalente, como se puede observar en la Tabla 3.11.
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Tabla 3.11. Valor de la tensiéon uniaxial equivalente en el plano critico para la soldadura T.

Caso estudiado Tensién uniaxial equivalente (MPa)

Soldadura en T 357,6

La Tabla 3.12 muestra los coeficientes estimados de o, y b para la soldadura en T
considerando el valor de las TR en el plano critico. Asimismo la Figura 3.33 muestra la curva

S-N estimada tedricamente para la soldadura en T frente a la curva S-N del material base.

Tabla 3.12. Coeficientes 0, y b estimados

Caso estudiado o, b

Soldadura en T 132,3 -0,047
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Figura 3.33. Comparacion de la curva S-N predicha para la soldadura en T frente a la curva
S-N del material base.

Como en el caso de las diferentes soldaduras a tope analizadas anteriormente, las
tensiones residuales generadas en el proceso de la soldadura en T tienen un efecto perjudicial

en la vida a fatiga del componente, con una reduccion del 68% en cuanto al limite de fatiga.

La Figura 3.34 muestra la comparacion entre la curva S-N estimada del componente
soldado en T frente a los datos de los ensayos experimentales. Al igual que en el caso de las
soldaduras a tope bajo diferentes angulos, las muestras que no alcanzan la rotura a 107 se

consideran como run-out.

139



Capitulo 3 Analisis de fatiga para las uniones soldadas multipasada considerando las TR

1000 T
Estimada
+ Experimental
=
Ay
S
<
<]
=
£ 100
s tHE+
g hal
) 157
i7
[=]
[3)
=
10
1E+04 1E+05 1E+06 1E+07 1E+08
Ciclos

Figura 3.34. Comparacién entre la curva S-N del componente obtenida tedricamente y los

datos experimentales para la soldadura en T.

Como para los casos de las soldaduras a tope, para la soldadura en T, la curva S-N
calculada tedricamente, muestra una correspondencia positiva, especialmente cerca del
limite de fatiga. Se observa una mayor desviacién, pero mas que aceptable comparando con

los métodos actuales, para las muestras ensayadas cerca del régimen de LCF.

La Figura 3.35 muestra la comparacién entre la amplitud de la tensiéon experimental
(0,,) vy la amplitud de la tensiéon predicha (o,) para la soldadura a tope analizada a
diferentes niveles de carga. De esta manera, se puede analizar con mayor detalle la
correspondencia entre las predicciones tedricas y los datos de los ensayos experimentales.
Como se puede observar, el error medio para el caso de la soldadura en T es de un 8%.
Ademas, la mayoria de las predicciones realizadas son conservativas, a excepciéon de los

ensayos mas cercanos al limite de fatiga.
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Figura 3.35. Comparacion entre la amplitud de la tension experimental g,y la amplitud

de tension predicha o, para la soldadura en T.

al

La Figura 3.36 muestra la comparacién de la curva S-N del componente estimado, con
el enfoque de la tensién nominal y con el procedimiento desarrollado en este trabajo, para la
soldadura en T. Adicionalmente, la Figura 3.37 muestra los resultados de la prediccién de
vida a fatiga de todos los casos analizados con el método de la tension estructural en el punto
caliente. Como se ha mencionado anteriormente, las muestras que no alcanzan la rotura a
107 ciclos se consideran como run-outs. Las curvas S-N basadas en la normativa ITW se han
determinado con una confiabilidad 50%, que es la misma confiabilidad empleada para la

obtencion de la curva S-N considerando las TR.

Por otra parte, la Tabla 3.13 muestra la comparacién del error medio y en el limite de

fatiga (107 ciclos) realizado para la tensiéon con cada método analizado.
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Figura 3.36. Curvas S-N calculadas con el método de la tension nominal y el método
considerando las tensiones residuales frente a los datos experimentales para
la soldadura en T.
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Figura 3.37. Curvas S-N calculadas con el método de la tension estructural en el punto

caliente frente a los datos experimentales para la soldadura en T.

Tabla 3.13. Comparaciéon del error medio y el error en el limite de fatiga predicho con cada
método analizado.

Considerando las tensiones

Tensién nominal Método del punto caliente .
residuales
Caso
estudiado EI,TO.r en el Error medio E{‘FOF‘ en el Error medio , E.rror en e.l Error medio
limite de limite de limite de fatiga

fatiga (%) (%) (%) (%)

fatiga (%) (%)

Soldadura en

T 50,18 22 38,08 13,87 3,41 6,93

Analizando los diferentes enfoques, se puede concluir que el método de la tensién
nominal de la normativa IIW es el enfoque méas conservativo con una desviacién media de
22%. Por otra parte, en cuanto al enfoque de la tensién estructural en el punto caliente, se
puede concluir que predice la vida a fatiga del componente soldado en T con mayor precisién
que el enfoque de la tensién nominal con un error medio del 13,87%. Sin embargo, ambos
métodos muestran una mayor desviaciéon para el valor del limite de fatiga, con errores de
50,18% y 38,08% respectivamente. Por otro lado, como se puede observar la predicciéon de
vida a fatiga en el rango de fatiga a altos ciclos con el procedimiento desarrollado en este
trabajo supera la falta de precisién con un error medio del 6,93% y, especialmente con una

desviacién reducida en el limite de fatiga, con un error del 3,41%.
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3.7 Conclusiones

Con el fin de predecir la vida a fatiga de diferentes uniones soldadas, se ha
desarrollado un procedimiento que considera las TR estimadas numéricamente y se ha
validado frente a resultados experimentales. En funcién de los resultados obtenidos en este
estudio, se ha demostrado que el método sugerido en esta tesis tiene buena precision a la
hora de estimar la vida a fatiga en el régimen de altos ciclos, con un error medio maximo en
tensién por debajo del 15% para todos los casos estudiados en esta tesis. Comparando los
resultados obtenidos con el procedimiento desarrollado en esta tesis y los diferentes métodos
actuales, se ha demostrado que los errores realizados los métodos actuales son mayores, como
se puede observar en la comparativa realizada en esta tesis. A pesar de que en esta tesis la
metodologia ha sido validada Uinicamente para tres tipos de soldadura, soldadura a tope a 0°
y a 45° y soldadura en T, se considera el estado tensional multiaxial y por lo tanto, el
procedimiento propuesto se puede extender a otras configuraciones de soldadura y otros

estados tensionales en el régimen de fatiga a altos ciclos.

Ademas, en la mayoria de los casos estudiados en esta tesis, las predicciones son
conservativas. Por lo tanto, el procedimiento alcanza un compromiso entre la precisién en la
predicciéon de vida a fatiga en el régimen de altos ciclos y la sencillez para obtener la
estimacién de vida a fatiga una vez que se definen el valor de las TR y la curva S-N del
material base. Por consiguiente, se considera que el procedimiento propuesto es una
herramienta muy efectiva para predecir la vida a fatiga de diferentes tipos de soldadura.
Asimismo, el método sugerido se puede emplear para analizar la influencia de los parametros

de soldadura y el disefio de las uniones soldadas con el fin de optimizar la vida a fatiga.
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4 CONCLUSIONES Y LINEAS FUTURAS

4.1 Conclusiones

En la actualidad existe un gran nimero de metodologias para predecir la vida a fatiga
de las uniones soldadas sometidas a estados tensionales multiaxiales. El gran problema de
todos estos métodos es que son muy conservadores, ya que generalmente no consideran el
valor de las tensiones residuales. En este contexto, para dar respuesta a esta necesidad, en
esta tesis doctoral se ha desarrollado un procedimiento para predecir la vida a fatiga de las
uniones soldadas multipasada sometidas a un estado de tensiones multiaxial considerando el
valor de las TR estimado numéricamente. Dicho procedimiento desarrollado en esta tesis
consta de las siguientes fases: 1) el desarrollo de un modelo analitico para obtener los
parametros de entrada del proceso de soldadura para el modelo numérico, i1) el desarrollo y
la validacién de un modelo numérico para predecir el patron de tensiones residuales
generados en el proceso de soldadura y ii1) el desarrollo y la validacién de un procedimiento

para predecir la vida a fatiga del componente soldado considerando las TR.

Inicialmente se ha propuesto un modelo analitico para obtener los parametros de
entrada para realizar la simulacién del proceso de soldadura. El método se basa en la fisica
de la soldadura MIG por transferencia spray. Esta técnica presenta la ventaja de que permite
determinar los parametros de entrada para el modelo numérico del proceso de soldadura sin
la necesidad de realizar ningiin ensayo experimental y por lo tanto puede ser empleado como
herramienta predictiva. Ademas, debido a que el procedimiento desarrollado en esta tesis se
basa en la fisica del proceso de soldadura, puede ser extendido a otro tipo de soldaduras por
arco eléctrico. En el modelo analitico propuesto existen dos enfoques para determinar los
parametros de entrada para el modelo numérico. Por un lado, una vez determinado las
secciones transversales de cada pasada a soldar, se pueden determinar el valor de la fuente
de calor y de la velocidad de soldeo para realizar la simulacién de la soldadura. Por otro lado,
se puede ejecutar el camino inverso, definiendo los parametros de entrada se pueden definir
las secciones transversales de cada pasada y de este modo definir la geometria de la unién
soldada. En el caso de partir de las secciones a soldar, la diferencia entre la potencia tedrica y
la experimental es casi imperceptible, como se puede observar en la Figura 2.27 para el caso
de la soldadura a tope. En cuanto a la validacién de las secciones de soldadura calculadas
para cada pasada a partir del conocimiento de los parametros empleados en el proceso de

soldadura, el error medio maximo realizado ha sido de un 8%. En consecuencia, considerando
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los resultados obtenidos se ha demostrado que el método desarrollado en esta tesis es una
herramienta muy efectiva para modelar todo tipo de soldaduras multipasada con

transferencia spray.

Una vez determinado el modelo analitico, se ha desarrollado y validado un modelo
numérico para predecir las TR generadas durante el proceso de soldadura. Dicho modelo
numeérico se basa en emplear la velocidad de soldeo (mediante la técnica morir-renacer) y la
fuente de calor para cada pasada definidas con el modelo analitico desarrollado
anteriormente. Este procedimiento presenta, frente a otros modelos numéricos, la ventaja de
que es posible obtener el campo de tensiones residuales que se genera durante el proceso de
soldadura, desde la etapa de disefio, sin la necesidad de realizar ningin ensayo
experimental. Asimismo, el procedimiento desarrollado en esta tesis puede ser extendido a
otro tipo de soldaduras por arco eléctrico, una vez que se haya definido el valor del
rendimiento de la maquina de soldar. Para validar el modelo numérico, primeramente se ha
validado el campo térmico mediante termopares y cAmara termografica y posteriormente el
campo mecanico mediante el ensayo de hole-drilling. Los errores medios realizados en cuanto
al campo térmico y el mecanico son de un 9,16% y 42 MPa respectivamente. Para certificar
que el método propuesto es aplicable a uniones soldadas con diferentes configuraciones, se ha
analizado la soldadura en T. En este caso, la estimacion del campo térmico tiene correlaciéon
positiva con los resultados experimentales. Ademds, en cuanto al campo mecanico, la
distorsién estimada (3,08 mm) estd dentro del rango de la distorsion medida
experimentalmente (2,4-4,1 mm). Por lo tanto, considerando los resultados obtenidos, se ha
justificado que el procedimiento numérico sugerido en esta tesis es una herramienta
adecuada para determinar de forma precisa las TR generadas en el proceso de soldadura sin
la necesidad de realizar ningin ensayo experimental. Adema4s, la metodologia desarrollada
alcanza un compromiso entre la precisién en la prediccién del patréon térmico y la estimacién
del campo térmico y la simplicidad para determinar los parametros de entrada del modelo

numérico, como el coste computacional requerido.

Por ultimo, se ha desarrollado y validado un procedimiento para predecir la vida a
fatiga de los componentes soldados bajo diferentes geometrias considerando el valor de las
tensiones residuales definidas con el procedimiento numérico anterior. Dicha técnica consiste
en determinar la curva S-N del material soldado a partir de la curva del material base y
considerando tanto el valor de las TR para cada configuracién de la unién soldada como el
estado tensional multiaxial mediante el empleo del plano critico. La principal ventaja de este
procedimiento frente a otros métodos para predecir la vida a fatiga de las uniones soldadas es
la precisién. Analizando la estimacién de vida a fatiga de las soldaduras a tope a diferentes

angulos, se ha observado que a medida que aumenta el angulo de soldadura, aumenta el
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valor del limite de fatiga, con una diferencia maxima del 21% entre la soldadura a 0° y 60°.
Asimismo, se observa que la diferencia entre las soldaduras a 30° 45° y 60° es practicamente
despreciable, con una diferencia maxima del 9%. En cuanto a la validacién de la vida a fatiga
de las uniones soldadas bajo diferentes configuraciones, se han analizado la soldadura a tope
a 0°y a 45° y la soldadura en T. Comparando los resultados experimentales y las
estimaciones, se observa que existe una correspondencia positiva para todos los ensayos
realizados, especialmente para valores cercanos al limite de fatiga. Sin embargo, en la zona
cercana al régimen de bajos ciclos, se observan mayores desviaciones aunque pueden ser
aceptables para el método de tensién-vida que es adecuado para el andlisis de vida a fatiga
de altos ciclos. En funcién de los resultados obtenidos en este estudio, se ha demostrado que
el método propuesto en esta tesis tiene una buena precisién para determinar la vida a fatiga
de las uniones soldadas en el rango de altos ciclos con un error medio maximo del 15% en

tensién, que es mucho menor que los errores obtenidos con los modelos actuales.

Por lo tanto, como conclusién final cabe destacar que se ha cumplido el objetivo
principal planteado en esta tesis que es la de desarrollar un procedimiento para predecir la
vida a fatiga de los componentes soldados multipasada sometidos a un estado tensional
multiaxial considerando las TR estimadas numéricamente. Asimismo, se ha demostrado que
las tensiones residuales debidas al proceso de soldadura juegan un papel fundamental en la
vida a fatiga de las uniones soldadas, por lo que no se pueden obviar. Por lo tanto, el
procedimiento desarrollado en esta tesis es mas preciso que los métodos actuales. Ademas,
mediante el empleo de este procedimiento se puede optimizar el diseno del componente
soldado, y de esta manera ahorrar costes, derivados del aligeramiento del componente, del

transporte, del consumo,...
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4.2  Lineas futuras

Algunas lineas de trabajo futuras para implementar en el procedimiento de prediccién

de vida a fatiga de las uniones soldadas son las siguientes:

* Analizar numéricamente la influencia de las variables del proceso de soldadura
(como por ejemplo la secuencia de soldeo, la preparacién de la chapa, la
geometria del pie de soldadura, el nimero de pasadas, el espesor de la placa...)
en el patrén de tensiones residuales generadas y, por consiguiente, en la vida a
fatiga. En funcién de dichos parametros la vida a fatiga del componente soldado
se modifica considerablemente y se podria optimizar el proceso de soldadura

para minimizar el campo de las TR y aumentar la vida a fatiga.

» Verificar que el procedimiento analitico desarrollado en esta tesis es aplicable
para otro tipo de transferencias (globular, pulsado y cortocircuito) y para otro
tipo de soldaduras por arco electico (como por ejemplo la soldadura TIG, MAG,

Plasma, etc.).

* La validacién del procedimiento propuesto en esta tesis se ha realizado para
componentes soldados solicitados a traccién-compresién uniaxial aunque
considera el estado tensional multiaxial generado. Sin embargo, en la mayoria
de los casos reales, los componentes soldados estan solicitados de forma
multiaxial, por lo que seria interesante analizar la validez del procedimiento

propuesto para este tipo de cargas.

* A menudo, los componentes soldados son sometidos a tratamientos post-
soldadura, como por ejemplo el tratamiento térmico, el ultrasonic impact
treatment (UIT), el tratamiento shot-peening, etc., con los cuales se modifica el
estado tensional, y por lo tanto la vida a fatiga de las uniones soldadas. Dichos
tratamientos no estan contemplados en el procedimiento desarrollado en esta
tesis, por lo que se deberia de desarrollar una metodologia para tener en cuenta
la influencia de dichos tratamientos en las TR del componente y, por

consiguiente, en la vida a fatiga.
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