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SINTESIS

La aplicacion de nuevos procesos de soldadura que logren satisfacer la
creciente demanda en velocidad de produccion, esta promoviendo el desarrollo
de nuevas investigaciones en el campo de las tecnologias de soldadura para
aplicar procesos que incrementen, tanto la velocidad de produccién, como la
calidad de un producto.

Uno de los procesos que esta siendo implementado a escala global en el
sector metal mecanico, y muy en especial en la industria automotriz, es el proceso
de soldadura Laser (LBW, por sus siglas en ingles), el cual se utiliza en la
hibridacién con las fuentes por arco eléctrico tradicionales como el proceso de
electrodo consumible y gas de proteccion (GMAW, por sus siglas en inglés). A la
unién de estos dos procesos se le conoce como soldadura hibrida, por sus siglas
en inglés HLAW.

En esta direccidn, la presente investigacion realiza el estudio de la
soladura del proceso MIG, LBW y HLAW. EIl objetivo principal es observar el
comportamiento de la distorsién inducida cuando existe cambio de pendiente en
la trayectoria durante la soldadura en placas de acero AISI 1018 y 1520, para los
espesores de 16 y 12 mm respectivamente.

Para este estudio, la investigacién desarrolla la simulacion numérica de los
tres procesos de soldadura utilizando modelos termo-mecanicos con base
metalurgica mediante el método de los elementos finitos, y haciendo uso del
software SYSWELD. Para analizar el comportamiento térmico y estructural de los
componentes soldados cuando existe cambio de pendiente durante la trayectoria



de soldadura se desarroll6 experimentalmente la soldadura GMAW y LBW, ésta
ltima se realizd con una fuente 10 KW de potencia maxima. Ademas, se utilizo
la hibridacion de ambas fuentes como proceso de soldadura hibrido (HLAW).
Para validar los resultados numéricos obtenidos, se realizé la medicion
experimental del campo térmico a través de termopares tipo K, a la vez que se
aplico la técnica digital de escaneos 3D (TDE3D) mediante escaner laser para
validar la distorsion de los componentes soldados. Los resultados numéricos
obtenidos mostraron buena correspondencia, alrededor del 12 % de error en
relacion con los experimentos del campo térmico realizados para los tres
procesos y por debajo del 10 % en la prediccion de la distorsion. La obtencién del
coeficiente de dilatacién térmica mediante el ensayo de dilatometria permitio
demostrar, que el error relativo, cuando no se considera la deformacion inducida
por transformacion de fase, puede incrementarse hasta un 22% en la prediccion

de la distorsion.

PALABRAS CLAVES Y MATERIA:
Distorsion, soldadura, cambio de pendiente, escaneo 3D, laser, hibrido,
elementos finitos, simulacién, GMAW, LBW y HLAW.



ABSTRAC

The application of new welding processes that meets the growing demand
on manufacturing time reduction, is supporting new research development into
welding technologies field to apply process that increases both, speed production
and product quality.

One of the processes that are being grown continually at the global scale
in the metal-mechanical industry and especially in the automotive industry is the
Laser welding process (LBW, for its acronym in English), which is used with
traditional electric arc sources together. The join of these two processes is well
known as hybrid laser arc welding, for its acronym in English HLAW.

In this direction, the present research carries out the study of three welding
processes; MIG, LBW and HLAW. The goal is to observe distortion behavior
induced by these processes when the trajectory slope change during welding 16
and 12 mm thick plate, using AISI 1018 and 1520 steel plates.

For this work, the research develops the numerical simulation of three
welding processes with thermo-metallurgical and mechanical models using finite
element method through SYSWELD software. To assess and validate the thermal
and structural behavior of welded components when slope change during welding
trajectory, GMAW and LBW welding was experimentally developed. Maximum 10
kW power laser heat source was used. Furthermore, both sources were
investigated as hybrid welding process (HLAW).

To validate numerical results obtained, experimental measurement of the

thermal field was made through thermocouples K type. While the digital technique
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of 3D scans (TDE3D) was applied by laser scanner to validate welded
components distortion. Numerical results showed good agreement against
experiments, around 12% temperature prediction error in relation to experiments
for the three processes was reached and below 10% error for welding distortion
prediction. Thermal expansion coefficient measurement by dilatometry
experimental test allowed to demonstrate that the relative error for welding
simulation process, when deformation induced by phase transformation is not

considered can be increased up to 22% in welding distortion prediction.

KEY WORDS AND MATERIA:
Distortion, welding, slope change, 3D scanner, laser, hybrid, finite
elements method, simulation, GMAW, LBW y HLAW.



CAPITULO 1

INTRODUCCION Y ANTECEDENTES

1.1. Antecedentes

La soldadura como proceso fundamental dentro de lineas de manufactura
de productos especialmente destinados a sectores industriales como el de la
energia, la petroguimica, automotriz, construccion y la industria aeroespacial,
entre otras, ha marcado pauta como eslabon principal en el desarrollo de cadenas
de ensamblajes. Desde sus inicios a mediados del siglo XIX [1], la soldadura se
ha enfocado especialmente en la calidad de la union durante el proceso de
soldadura y como afecta estructuralmente el componente soldado, enfocadndose
en mantener controlada las tolerancias dimensionales dentro del proceso de
manufactura para un producto.

Por tal motivo, la ingenieria de la soldadura desde su comienzo ha
investigado constantemente en incrementar la calidad de las uniones soldadas,
tanto en materiales con caracteristicas metallrgicas similes como disimiles. La
relacion entre mejora en calidad e incremento de la productividad se relacionan
de tal modo que no se comprometan las propiedades mecénicas y metallurgicas

de la union. En este sentido, la mejora tecnologica lograda por compafias
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proveedoras de equipos de soldadura como Lincolnelectric, Miller, Fronius y
Esab, por solo nombrar algunas, han logrado desarrollar procesos de soldadura
capaces de adaptarse a las necesidades del mercado.

Un ejemplo de estos procesos de soldadura que estan siendo capaces de
adaptarse a la demanda creciente de la industria, es la soldadura por arco
eléctrico GMAW vy el proceso LBW. Estas dos tecnologias de soldadura han
logrado uniones desde materiales muy finos hasta aleaciones de materiales
ferrosos y no ferrosos de gran espesor y diferentes en composicion quimica [2],
[3].

En relacion al tema se publicé en el 2010 por parte de las principales
compafiias proveedoras de equipos de soldadura [4], [5], [6], que la hibridacion
de la fuente laser con la fuente por arco eléctrico, principalmente GMAW,
denominada segun la AWS A3.0 [7] como HLAW, por sus siglas en inglés, podia
ofrecer beneficios sustanciales en cuanto a productividad de los componentes
soldados y mantener niveles de calidad éptimos.

Estudios publicados con enfoque sobre el uso del proceso HLAW han
evidenciado la capacidad de éste para producir uniones de calidad sobre todo
cuando se incrementan espesores y velocidades de soldadura [2], [3], [8], [9],
[10], [11].

Colegrove [12] expone en su trabajo que al soldar placas de 4 mm de
espesor de acero A131 grado DH36, la soldadura autdgena LBW y la soldadura
HLAW muestran las tensiones residuales y las distorsiones mas bajas en
comparacién con la soldadura por arco sumergido (SAW), GMAW en diferentes
modos de transferencia y Fronius Cold Metal Transfer (CMT), este ultimo explica,
gue se obtiene una mejora considerable en comparacion a los procesos por arco
eléctrico tradicionales.

Relativo especificamente a la simulacion computacional por elementos
finitos (FEM) del proceso de soldadura HLAW y como parte de los objetivos de la
investigaciéon, se han publicado trabajos relacionados con la modelaciéon de la
fuente térmica laser y por arco eléctrico. En este sentido, hay que destacar los

esfuerzos de Goldak [13], [14], [15], [16] en la modelacion de las dos fuentes de



calor, ademas de los estudios de otros autores, [17], [18], [19], [20], [21], [22] en
los cuales se caracteriza el proceso hibrido para explicar su comportamiento.
Relacionado al tema, el trabajo de Dan [23], aporta informacién en cuanto al
estado del arte de la simulacién de este proceso y explica la diferencia entre los
modelos termo-mecanicos-metalurgicos y los modelos multi-fisicos empleados.
Aunque no relaciona su trabajo con datos experimentales expone que los
modelos termo-mecanicos-metallrgicos, a pesar de ser una “simplificacion” del
problema térmico, logran computar las deformaciones, esfuerzos residuales y las
transformaciones de fase en el calentamiento y el enfriamiento, no de igual forma
el flujo de fluido en la zona de fusion del bafio de soldadura, que si se logra
simular por los modelos multi-fisicos empleados, su aporte puede ayudar a
comprender el comportamiento del bafio de soldadura fuera de la posicién plana,
pero no asi caracterizar la distorsion producida mediante la soldadura hibrida. Al
igual que el trabajo realizado por Dae Won [17], en el cual se modela la fuente
por arco eléctrico, laser y el proceso hibrido de manera independiente, toma en
cuenta la fase liquida, sdélida y gaseosa del material. En este articulo, al finalizar,
se establece que el comportamiento de cada uno de los procesos se obtiene a
costa de tiempos de computo excesivos producto del modelo multi-fisico
complejo empleado, y no se logra obtener una relacién entre los modelos
utilizados y las propiedades mecanicas de la unién. Del mismo modo Kubiak y
Piekarska en sus trabajos [18], [19], [20], definen un modelo tridimensional
transitorio para analisis numérico en el cual describe el fenébmeno fisico del

proceso HLAW al soldar placas de acero S355.

En cuanto al analisis de la distorsién en soldadura y como principal alcance
de la presente investigacion, se recogen trabajos publicados por varios autores
[24], [25], [26], [27], [28], [29], que utilizan los métodos computacionales de
simulacion para explicar el comportamiento estructural de los componentes
soldados. La distorsion de uniones soldadas analizada a través de la simulacion
por el método de los elementos finitos se enfoca en los modelos termo-mecéanico
y termo-mecanico-metallrgico principalmente. Bhatti expone en sus trabajos [26],

[27], [28], [29], que la simulacion por el métodos de los elementos finitos logra
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reproducir el comportamiento térmico y mecanico, al acoplar el campo térmico y
estructural permite relacionar el aporte térmico del proceso de soldadura con la
distorsion resultante, afirma que las propiedades mecénicas y térmicas del
material en funcion de los cambios de temperatura es un factor determinante en
la calidad de los resultados. Aunque éste, no toma en cuenta en sus
investigaciones las transformaciones de fase y su influencia en el resultado de
las tensiones residuales y las deformaciones, sus estudios proporcionan
conocimiento suficiente para entender el comportamiento de los componentes
soldados.

Otro de los principales aspectos que aborda la actual investigacién es la
aplicacion de Técnicas Digitales de Escaneo 3D (TDE3D) en la medicion del
campo de desplazamientos de los componentes soldados, lo que permite
visualizar, de forma tridimensional, la distorsion resultante del elemento soldado.

La medicion de distorsién es un proceso comparativo a partir del cual se
logra magnitud y direccién de los desplazamientos puntales en dos estados
distintos del mismo objeto [30]. Para esto se requiere un patron de puntos que
establezcan una referencia inicial, los cuales son obtenidos antes de que la
morfologia del componente sea afectada por el proceso de manufactura. Luego,
éstos son comparados con la medicion de nuevos puntos, y si han experimentado
un movimiento producto del proceso de manufactura, entonces es posible
obtener la magnitud de los desplazamientos de cada punto del componente. Por
tanto, mientras mas puntos de un componente se logre controlar, mas completa
sera la informacion en cuanto a los desplazamientos encontrados. Por tal motivo,
la TDE3D empleada en la presente investigacion ofrece una ventaja considerable
en cuanto a la inspeccion dimensional de compontes soldados, y a diferencia de
lo que se muestra en las investigaciones como por ejemplo las de Peric [31]
donde aplica la técnica de correlacion digital de imagenes, y los sistemas de
coordenadas puntuales en Ganesh [25] y Guangming [32] para la medicion de
distorsién en uniones soldadas, el uso de las TDE3D permite analizar y visualizar

de forma volumétrica el componente soldado y asi poder explicar con mas



argumentos el comportamiento de la distorsion y las zonas donde puede ocurrir
la deformacion.

En relacion con las geometrias utilizadas para el estudio de la distorsion
de uniones soldadas se puede argumentar que actualmente las investigaciones
se basan principalmente en dos tipos de geometrias, las soldaduras de ranura en
posicion plana y las soldaduras de filete en posicion horizontal. El grupo de
investigaciones realizadas por Bhatti [26], [27], [29], estudia geometrias simples
de uniones en T con soldaduras de filete, aunque en uno de sus principales
trabajos [28] desarrolla el estudio de un componente automotriz. Esto le permite
estudiar el comportamiento térmico de la fuente de calor, primero en geometrias
simples y después extrapolarlo a geometrias mas complejas y de aplicacion
industrial. También por otra parte, geometrias complejas son usadas en los
trabajos de Wang [33], [34] y Park [35], donde inicialmente analizan el
comportamiento estructural de cupones simples con soldaduras de filete y de
ranura en posicion horizontal y plana, y posteriormente estudia cémo afectan el
ensamblaje global de la estructura. El uso de estos tipos de geometrias, que se
pudieran decir que son ““sencillas” desde una perspectiva geométrica, permite
caracterizar eficazmente el comportamiento de la unién, ademas de observar la
afectacion térmica y microestructuras producido por el proceso de soldadura
empleado.

Otras investigaciones [33], [36], [37], [38], [39], [40], [41], [42], ademas de
los anteriores, no estudian el efecto de los cambios geométricos de la union, ni
el cambio de pendiente en la trayectoria del cordon de soldadura sobre la
distorsién de los componentes soldados. Por tanto, como parte del desarrollo del
presente trabajo se exponen los cambios de geometria que sufre el cordén de
soldadura cuando la pendiente en la trayectoria cambia y como afecta a la
distorsion del componente para el mismo ajuste de parametros de soldadura.
Ademas, se evalla este efecto respecto a los procesos GMAW, LBW y HLAW,
ya que estos presentan caracteristicas diferentes en cuanto a geometrias de la

unién y el calor aportado durante el proceso de soldeo.



1.2. Objetivo general
El objetivo general de la investigacion se enfoca en analizar y medir la
distorsion en placas de acero AISI 1520 y 1018 de 12 y 16 mm de espesor
soldadas por el proceso GMAW, LBW y HLAW para explicar el comportamiento

estructural a causa de los cambios de pendiente en la trayectoria de soldadura.

1.2.1. Objetivos especificos

o Revisar el estado del arte referente al proceso de soldadura GMAW,
LBW y HLAW robotizado para analizar la distorsion inducida por estos procesos.

o Estudiar las técnicas empleadas para medir y analizar las
distorsiones de elementos soldados.

. Definir el comportamiento de las propiedades del material AISI 1520
y 1018 en funcion de la temperatura.

. Definir los parametros de los modelos térmicos que se utilizaran
para modelar la fuente de calor de los tres procesos de soldadura.

. Soldar mediante los procesos de soldadura GMAW, LBW y HLAW
robotizado placas de acero AISI 1520 y 1018 de 12 y 16 mm de espesor y medir
la distorsion.

. Simular mediante programas de elementos finitos la distorsion
provocada por la soldadura GMAW, LBW indistintamente y HLAW en placas de
acero AISI 1520 y 1018 para estimar la distorsion.

. Evaluar la resistencia mecanica de las uniones soldadas con
GMAW, LBW y HLAW mediante pruebas mecanicas.
. Mostrar los cambios microestructurales que genera el campo

térmico de cada uno de los procesos.
o Exponer el efecto sobre la distorsion de placas soldadas respecto a
los cambios geométricos de la union y el cambio de pendiente en la trayectoria

del cordon.
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1.3. Justificacion

Debido a la creciente influencia de la soldadura industrial en los procesos
de construccién y manufactura de forma automatizada y con gran desarrollo hacia
la aplicacion de procesos robotizados, es de especial interés econémico aplicar
procesos de soldadura que se adapten a la creciente demanda en productividad
de la industria. Actualmente el proceso de soldadura hibrido LASER- GMAW esta
demostrando que es posible el incremento de velocidades de avance relativo al
incremento de espesor. Lo cual presupone una ventaja cuantitativa e importante
respecto a los otros procesos de soldadura.

Debido a tal interés surge la necesidad de estimar la distorsion como un
efecto negativo de los procesos de soldadura.

Por cuanto, se requiere en un entorno de simulacion analizar los efectos
de los cambios de pendiente y geometria de la unién sobre la distorsion al soldar
placas de 12 y 16 mm de espesor; para caracterizar y verificar el incremento real
en calidad y productividad del proceso.

El objetivo principal de la simulacibn computacional es utilizar una
herramienta que permita analizar y explicar el efecto de las fuentes de calor sobre
el comportamiento estructural de la unién soldada, la cual como proceso robusto
permitira que no solo se cumpla con los criterios de aceptacion, sino que permita
crear y disefiar nuevos sistemas de manufactura para abaratar costos de

fabricacion.

1.4. Problema de investigacion
El problema cientifico por el cual se lleva a cabo el desarrollo de la
investigacion se presenta en la hibridacion de los procesos de soldadura LBW y
GMAW robotizados, para los cuales es necesario analizar y evaluar la distorsion
de placas de acero AlISI 1520 y 1018 de 12 y 16 mm de espesor mediante el
proceso de soldadura HLAW cuando en la trayectoria a seguir existen cambios

de pendiente.
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1.5. Definicion de Hipotesis
Es posible utilizar modelos termo-mecanicos con bases metallrgicas a
través del método de los elementos finitos para evaluar y explicar la distorsion de
uniones soldadas a tope con placas de acero AlISI 1520 y 1018 de 12 y 16 mm
de espesor, haciendo uso del modelo eliptico de Goldak y una distribucién cénica
de la densidad de potencia para simular el comportamiento del flujo de calor de

las fuentes GMAW y LBW respectivamente.

1.6. Aporte cientifico, tecnologico e industrial

La investigacion como parte de los esfuerzos para contribuir al desarrollo
cientifico en el campo de la soldadura industrial, expone el efecto sobre la
distorsion de componentes soldados por los procesos GMAW, LBW y HLAW a
causa de las caracteristicas geométricas de la union y el cambio de pendiente en
la trayectoria de la soldadura. Lo que permitira desde una perspectiva tecnoldgica
e industrial cuantificar la distorsibn geométrica del componente soldado por los
tres procesos GMAW, LBW y HLAW. Permitiendo de esta manera comparar la
distorsion de los procesos y mostrar que el incremento en productividad del
proceso HLAW disminuye considerablemente la distorsion al soldar placas de 12

y 16 mm de espesor.

1.7. Alcance de lainvestigacion
El proyecto se limita al andlisis de la distorsién en placas con geometria
rectangular de acero AISI 1520 y 1018 de 12 y 16 mm de espesor soldadas por
los procesos de soldadura GMAW, LBW y HLAW robotizados con cambios
geométricos de la unién y cambios de pendiente en la trayectoria a seguir.
La metodologia para la seleccién 6ptima de los parametros de soldadura

no se encuentra dentro de los alcances de la presente investigacion.
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CAPITULO 2

MARCO TEORICO Y ESTADO DEL

ARTE

2.1. Analisis del fendmeno de la distorsion en los materiales

Se entiende por distorsién, literalmente hablando, a la diferencia entre una
sefal que entra a un sistema y la sefial que sale del mismo. Por tanto, puede
definirse como la "deformacion” que sufre esa sefial tras su paso por un sistema,
pero en mecanica de materiales la distorsion es un término que se utiliza para
describir cualitativamente el estado inicial y final de un cuerpo al sufrir un cambio
geométrico. No es un término preciso para cuantificar la deformacion, ya que la
deformacion se define [43], [44], [45], como la accidn de deformarse; una
variacion fisica en la morfologia de un cuerpo; especificamente es una variacion
de la forma geométrica o cambio de las dimensiones de un cuerpo producido por
un estado de esfuerzos. Ademas, se puede definir matematicamente como el
movimiento relativo entre los puntos de un solido, en la seccion 2.1.1 se aborda

este tema.

13



2.1.1. Deformacion y desplazamientos

En la mecénica de materiales la teoria de la elasticidad es la base fisica
que define el comportamiento elastico de los materiales, y se ha desarrollado
principalmente en los metales. A través de las suposiciones de continuidad del
material o las caracteristicas isotropicas que lo definen, establece la relacion
entre esfuerzos, deformaciones y desplazamientos.

Esta teoria fue desarrollada por el cientifico britanico Robert Hooke quien
explico el comportamiento de las deformaciones en un material elastico causado
por esfuerzos tensores, dandose a conocer como la ley de Hooke, la cual explica
la dependencia lineal entre las deformaciones y los esfuerzos [46], [47], [48], [49],
[50], [51], [52].

El supuesto de linealidad de la ley de Hooke es valido solamente para
determinar la deformacion elastica del material. La cual se limita al analisis de
esfuerzos del cuerpo hasta que la carga aplicada alcanza el limite de elasticidad.
En la Figura 2. 1 se muestra este comportamiento, en el cual el limite

convencional de fluencia esta definido por el 0.2 % de la deformacion.

i

o |Tensién [MPa]

Curva real

"
i urva Ingenieril

—_

! ' £
Deformacién [%, mm] &

Figura 2. 1 Curva esfuerzo deformaciéon de los aceros sometidos a
traccion.
El conjunto de esfuerzos que actian sobre un cuerpo unitario en todos los
planos que pasen a traves de él, forman el estado de esfuerzo y deformaciones

del punto. Si en las caras de ese punto o cuerpo unitario actian tensiones
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normales que coinciden con los ejes ortogonales, se denominan esfuerzos
principales y, por consiguiente, los planos en los que actian se nombran planos
principales.

La teoria de la elasticidad demuestra que en cada punto de un solido
existen dos tipos de esfuerzos; esfuerzos normales (¢) y tangenciales (7) que
actian sobre tres planos principales, ortogonales entre si. Los esfuerzos
principales se denotan generalmente por 61 >62 > ¢3. Tomando en cuenta los
signos, el maximo esfuerzo principal es a1y el minimo es os.

Los diversos estados en que se analiza el cuerpo, desde la perspectiva de
la mecanica de materiales, se clasifican de acuerdo con el numero de esfuerzos
principales diferentes de cero. Si estos son diferentes de cero, entonces el estado
de esfuerzo se denomina triaxial o espacial, si uno de los tres es cero entonces
se llama biaxial o plano, si dos son cero entonces es uniaxial, Figura 2.2. El
estado uniaxial es el que se utiliza para describir el comportamiento del material

bajo cargas de traccién como se mostré en la Figura 2. 1.

AL
il
A O3 a3
Tay
[ T
T”xf/ Tzy
Tyz Tzy |Tyz g, o,
L= <3 -
T L
T
= X
T = &=y
Xy —_—=
0 Ty
ag| ¥?

v
a) b) ]
Figura 2.2 Estado de esfuerzos del punto, a) triaxial o espacial, b) biaxial
o plano y c) uniaxial o lineal.

El interés en definir el estado de esfuerzos unitario viene dado a que éste
explica el comportamiento de las deformaciones, que es el principal objetivo de
la investigacion.

La definicibn matematica de las deformaciones segun la teoria de la
elasticidad esta expresada segun el estado de esfuerzos que se analice. La ley

de Hooke generalizada explica que las deformaciones se pueden explicar en
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funcién de los esfuerzos. ElI comportamiento de la deformacioén en relacion con
las dimensiones del cuerpo se puede obtener a través de los esfuerzos actuantes,
segun se describe en las ecuaciones (1) y (2).

&1 —9(0; + 03)]

Il
™M
&
|
—
N

—9(0y + 03)] (1)

[o3 —¥(0y + 0,)]

m m
w [\S)
Il |
NS
| |
e N e NI oo | T
~
N

(2)

Estas ecuaciones se denominan ecuaciones constitutivas y se utilizan para
calcular las deformaciones elasticas longitudinales o axiales (ecuacion (1)) y las
deformaciones angulares producidas por los esfuerzos tangenciales (ecuacion

(2)), en cualquiera de las tres direcciones de un estado triaxial, tal como se mostr

en la Figura 2.2; donde & representa la deformacion axial unitaria, (y;;) la
deformacion a cortante (angular), oi las tensiones principales, (Tij) las tensiones

tangenciales o de corte, 1 es el coeficiente Poisson y E el médulo de elasticidad
o de Young.

Por consiguiente, se puede definir en ausencia de los esfuerzos
tangenciales la deformacion volumétrica &,, (deformacion normal de cada una de

las aristas del prisma supuesto) después de haber aplicado las tensiones 61, 62y

03 C0Mmo:.

0
VO = €1+€2 + 83 (3)

Por tanto, el efecto de la deformacion volumeétrica se expresa como:
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=—F (0140, + 03) (4)

Se debe sefialar que la exactitud de las ecuaciones (1), (2) y (4) esta en
funcion directa de la magnitud de los desplazamientos los cuales deben ser
pequefios (en relacion a las dimensiones del cuerpo y al limite de
proporcionalidad del material) para que sea valido su alcance.

Otro enfoque relacionado al estudio de la elasticidad y la mecéanica de los
sélidos deformables se expone a través de la teoria formulada por el cientifico
francés Henri Navier, quien planted la relacion entre los desplazamientos
unitarios del cuerpo y las deformaciones. Debido al sentido practico de este
enfoque se justifica claramente su aplicacion, ya que los desplazamientos son
magnitudes muchas veces macroscépicas y faciles de medir en relacién a las
tensiones residuales, por ejemplo. Por tal motivo es coherente validar el estado
de cuerpos sdlidos al medir desplazamientos en lugares puntuales.

En este sentido, se define el estado de deformaciones del cuerpo rigido
a través de las ecuaciones de compatibilidad (5) y (6), que describen la
deformacion unitaria en funcién de los desplazamientos normales y angulares,
estas se obtienen a través del estado tensional plano segun la Figura 2.2 b), en
el cual las deformaciones angulares se comportan como se muestra en la Figura
2.3.

Figura 2.3. Deformacion plana en el plano XY.
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ou ov ow (5)

gxza;£y=E;£Z=£
_6u+6v_ _6v+6w_ _6u+6W
Yoy =5y Mo’ 12 T 92, T 9y Y2 T 9, T ax (6)

Siendo u, v y w las componentes respecto a los ejes ortogonales X, Yy Z
respectivamente.

La energia de deformacion global del sélido continuo se puede expresar a
través de los desplazamientos mediante el analisis vectorial de un marco de
referencia inercial, en el cual se define a la deformacion como el movimiento
relativo entre dos puntos pertenecientes al sélido, como se muestra en la Figura
2.4.

Figura 2.4. Diagrama vectorial para representar la deformacion unitaria

en funcién de los desplazamientos.
Del diagrama de la Figura 2.4 se describen los vectores uP y U7 en la
ecuacion (7).

TP — -7 7 e
uP=u-t+v-j+w-k @

— _—  —

ul=u-t'"4v- )" +w'k
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. o - - ., .
Por tanto, es conveniente escribir el vector U en funcion de los ejes de
coordenadas cartesianos como:

U= u(x,v,z2) 8

Entonces las ecuaciones de Navier se expresan de la siguiente forma [49]:

. ou du du
U =u+—dx+—dy +—dz

0x dy 0z
- ov ov ov (9)
v = v+adx+@dy+£dz
. ow ow ow
w =W+adx+5dy+gdz

De forma matricial se puede definir la ecuacion anterior como:

0l = 4P + [J]dr (10)
Por tanto:
rou du  0u
. dx 0y 0z
ol 1; N ov ov ov gx
v w ox 0Jy 0z d}z/ (11)
w ow ow Jw
[ dx 0y 0z

Donde [J] es la matriz que contiene la relacion entre la deformacién y la

rotacion del cuerpo.
Ul= W]+ [D] (12)

Donde [W]Y [D] representan la matriz del tensor de rotacion lineal y el

tensor de deformacion lineal respectivamente, estos se expresan por las

ecuaciones (13) y (14) como:
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1,0u 0Jv 1,0u Jdw
0 z(@‘a) 5(5‘3)
1,0v o0du 1/,0v ow
wl= z(a‘@) 0 5(5‘@) (13)
10w o0Ju 1/,0w 0dv
HEes 5(3‘5) 0
u 1,0u 0dv 1/0u  Ow\7
ax z(@ a) z(&*a)
1/,0u dv av 1/,0v ow
o=hles) 5 3G
2\0y Ox dy 2\0z 0y (14)
1/,0u Jdw 1/0v ow ow
5(5*5) 5(&*@) oz

La representacion del tensor de deformacion de [D] se denomina tensor
infinitesimal de deformacién de Green-Cauchy y es el principal objetivo del
trabajo, ya que justifica el comportamiento geométrico de un cuerpo sélido
continuo en funcién de los desplazamientos.

Por tanto, estamos en disposicion de expresar la deformacién del cuerpo
rigido en una direccién cualquiera a través de la relacion expresada en la

ecuacion (15), la cual se representa graficamente en la Figura 2.5.

dr’ =dr+[W]-dr+ [D]-dr (15)
A i
v == § Yﬁl du dv
Y 1/0v du 2 (@ + a)
E(E - @) s
= + 1/0u dv
2 (a_y + %)
_ 5 I X
DIStOfngI‘I Giro Defdrmacion

Figura 2.5. Representacion grafica de la deformacion: a) representa la

distorsién, b) movimiento o giro del cuerpo y c) la deformacién del cuerpo.

Para la ecuacion (15), el primero y segundo término de la ecuacién
representa el movimiento como cuerpo rigido, o sea, desplazamientos o giros sin
deformacion, y el tercer término representa la deformacion del cuerpo.
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La utilidad principal al definir el tensor deformacion es que nos permite
conocer en cualquier direccion la magnitud de las deformaciones, basta con
relacionar el tensor de deformacion [D] con un vector en la direccion deseada,

entonces en la expresion (16) se tiene que:

£=[D]-7 (16)

Donde € y n representan la deformacion en la direccién normal al plano en

el cual se desea cuantificar la deformacion.

De igual forma se puede decir que la deformacion unitaria (€5) se define

como.

e, =& i=(D] A7 (17)

Como se ha demostrado en el desarrollo de este epigrafe, la necesidad de
explicar el comportamiento de las deformaciones en funcibn de los
desplazamientos a través del tensor de deformacion unitario viene dada por su
importancia practica ya que la magnitud de los desplazamientos puntuales de un
sélido es relativamente facil de obtener. Por consiguiente, el estado de
deformacion se puede validar a traves de desarrollos experimentales
encaminados a medir el desplazamiento puntual del cuerpo. Aunque su margen
de aplicabilidad se ve limitado por procesos térmicos que inducen deformacion
plastica en zonas de relajamiento y cambios microestructurales del material. Es
de especial atenciéon porque en soldadura, los desplazamientos suelen ser
relativamente pequefios por el grado de restriccibn muchas veces impuestas a

las uniones a soldar.

2.1.1.1. Plasticidad en los materiales
Se ha publicado en varias ediciones relacionadas a la mecanica de
materiales que el comportamiento plastico se explica a través del estudio de las
dislocaciones como mecanismos causante de la falla, pero también como origen
de los mecanismos de endurecimiento en las aleaciones de aceros, asi como la

expresion empirica de Hall-Petch al relacionar el tamafio de grano con la
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deformacion plastica, [53], [54], [55] y [45]. EI comportamiento elasto-plastico de

un material se muestra en la Figura 2.6

o | MPa] g | [MPa] To=T1=<T2=<T3
a4
To
4 B¢ i 0ol i
A : '
/ T
! |
Tgf- N a. , |
0 / - T, ! i
| ! Ol Pl
| / ol
: / o, L
- - [mm]4> E[mgn:w’]
a) b)

Figura 2.6. Comportamiento elasto-plastico de un acero [56].

Como se muestra en la figura anterior, el comportamiento plastico del
material se puede explicar a través de varias curvas. La gréfica a) muestra tres
curvas principales para describir el comportamiento plastico del material hasta
llegar alcanzar la tension maxima; estas se denominan curvas bilineales (C), en
la cual el comportamiento plastico se describe linealmente, curvas multilineales
(B), donde el comportamiento se explica a través de varias rectas y las curvas
exponenciales (A), con un grado mas alto de complejidad. Estas curvas se
escogen en funcién de la exactitud requerida para la solucion y demuestran el
caracter de los mecanismos de endurecimiento por deformacién plastica de los
aceros.

Ademas, en la Figura 2.6, se representa en la grafica b) el comportamiento
de las curvas esfuerzo vs deformacién con la temperatura, mostrando la fluencia
del material bajo temperatura constante. Explicar este comportamiento es
esencial para simular codmo se comporta el material al ser soldado.

Por tanto, debido a cuestiones practicas y sin entrar en detalles
matematicos que justifiquen la teoria de la plasticidad, se presentan tres modelos
usados en [55], [57] para describir la caracteristica de la curva tensién vs

deformacion de la zona plastica del material con la influencia de la temperatura.
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La fluencia del material después de alcanzar el limite de elasticidad cambia
su comportamiento lineal, como se mostré en la Figura 2.6. Comportamiento
elasto-plastico de un acero [56]., y comienza a endurecerse producto de la
deformacion plastica. El concepto de la fluencia permite tratar al material bajo el
comportamiento elasto-plastico que puede ser caracterizado por un parametro de
resistencia. La expresion (18) describe el comportamiento plastico del material
[57].

T (0,7332)%0

2 emro (18)

Donde o representa el flujo tensional o la variacion de la fluencia del
material con la temperatura, n,, el parametro de Ramberg-Osgood y o, es el

limite de fluencia del material para la temperatura de referencia.

La relacion entre los esfuerzos y la deformacion cuando se considera
endurecimiento por deformacion e incluso afectaciones producto de los cambios
de temperatura, se explica ademas por el modelo de Ramberg-Osgood y el

modelo MPC [57], los cuales se describen a continuacion.

Modelo Ramberg-Osgood [57].

1

or ( or >n_ro
s = —+ 19
o= (i (19
or = (1 — &) * Ops (20)
s = In(1 + &) (21)

Donde ¢, representa la deformacion verdadera, o, es la tensidn

verdadera, E;,, modulo de elasticidad o de Young a la temperatura de interes, &€,

y 0, es la deformacion y la tension de ingenieria respectivamente, n,,, H,, son

pardmetro del material para el ajuste de la curva tensién-deformacion y se

determinan de las siguientes expresiones.
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3

1+1,3495 2% — 53117 (22 )2 +2,9643 (22)

uts uts uts

T 2 22
1,1249 + 11,0097 225 — 11,7464 (Gys) 22)
Outs Outs
H. = Outs * ehro
ro — nronm (23)

Donde o,;s es la tensibn maxima a traccion del material obtenida del
ensayo de traccion y o, representa el limite de fluencia del material a la

temperatura de interés.

El modelo Ramberg-Osgood se cumple siy solo si se cumple la condicion:

Oys

0,02 < <1 (24)

Outs

Otra formulacién utilizada es el Modelo MPC (Materials Properties Council)

[57].
g
Ets = L+ Y1 t72 (25)
E,
Donde:
. y2 = 2 (1 — tanh(H)) (27)
y1 = 2(1 - tanh(H)) (26)
1. Ym
[ = (2)™ 28) a= () @)
oys(1+eys) Tuts.e™?
A, = Srslreys) 30 Ay = 31
(ln(1+£ys)) 1 ( ) 2 (mz)mZ ( )
m, = ln(R)I:Eff;;ys) (32) m, = 0,6(1 — %) (33)
n[ln(1+£y5)]

De las ecuaciones anteriores & y &, son valores que representan la
deformacion verdadera en la micro-deformacion y la macro-deformacion

respectivamente, ¢, = 2- 107> (adimensional) compensa la deformacion a través

del limite de proporcionalidad, E, identifica al modulo de elasticidad a la

24



temperatura de interés y &, se formula a partir de la ecuacion (19) en el modelo

de Ramberg-Osgood.

_ Z(O'T — (oys + K{O'uts - O'ys}))

K(Guts - Gys) (34)
o.. L5 0u.25 g, 35
K=15-2% -052 -2
Outs Outs Outs (35)

2.1.1.2. Deformacion térmica

La deformacion térmica originada en los metales es por naturaleza
volumétrica, es causada por la dilatacibn cuando se les aplica calor y por
contraccion cuando se quita la fuente térmica. La deformacion ocurre por los
ciclos térmicos originados por la distribucion no lineal de la temperatura en el
dominio de la linea soldada. Debido a que la temperatura en el material cercano
al corddn es muy alta las tensiones acumuladas son bajas, esto ocurre porque la
rigidez es muy baja, ya que el médulo de elasticidad y el limite de fluencia
disminuyen [51].

La descripcion matematica que explica el comportamiento de la
deformacion a causa de la variacion de temperatura se muestra en la ecuacion
(36).

V=V
&' = == a(T)- VT (39)

Donde i representa la deformacion volumétrica, a(T) es el coeficiente
de expansion en funcién de la temperatura y VT es el gradiente de temperatura
causante de la dilatacion o contraccion del material.

De igual forma el estado de esfuerzo de un elemento sujeto a gradientes
térmicos es consecuencia de la dilatacion o la contraccion restringida. O sea, Si
no se impide el movimiento térmico, entonces no surgen tensiones residuales, a

través de la ecuacion (37) se explica este comportamiento.
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ot = a(T)-E(T) VT (37)

En donde forma ol representa las tensiones térmicas en las direcciones
normales de un volumen unitario y E(T) es el modulo de elasticidad también
afectado por los cambios de temperaturas.

El principal problema de los modelos expuestos en las ecuaciones (36) y
(37) es que el coeficiente de dilatacion térmica y el médulo de elasticidad cambian
dindmicamente con la temperatura y como el proceso de soldeo es enteramente
dindmico, no asumir el efecto de la temperatura en las propiedades mecanicas y
térmicas del material, causara que la prediccion de las distorsiones muestre
resultados poco confiables [58], [56], [59].

Por tal motivo es conveniente expresar el coeficiente de dilatacion térmica como
se muestra en la ecuacion

(38). El modelo empleado para predecir el comportamiento del médulo de

elasticidad se presenta en la seccion 2.2.1.
T 1 <6V) 1 <ap)
a l = —| — = —_- | —
vet—vy\er/,  p\atr/, (38)

Donde V es la fraccion de volumen y p representa la densidad. En funcién

de la temperatura se puede expresar entonces como:

Lo o L%y 10 ()
a(n) =34 = =5 (57) =357 ()

La ecuacién (39) expresa al coeficiente de dilatacion térmica (a(T)) como
una ecuacion logaritmica en funcion de la densidad. Este comportamiento es
basicamente consecuencia de las transformaciones de fase en estado sélido, lo
cual presupone que el coeficiente de dilatacion térmica tenga un comportamiento
durante el calentamiento y el enfriamiento indistinto para las aleaciones de acero.
Este argumento se desarrolla en la siguiente seccion para explicar como afectan

las transformaciones de fase en el andlisis de la distorsion.
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2.1.1.3. Deformacion por cambio de fase

El proceso de enfriamiento continuo y rapido en las uniones soldadas se
caracteriza por gradientes de temperatura notablemente grandes. Estos
conducen a la transformacion microestructural de diferentes fases en la pieza de
trabajo [59], [56]. A cada temperatura, después que la integridad de los procesos
de nucleacion y crecimiento del grano finalizan, se pueden observar
microestructuras estables [55], [54]. Durante las etapas de calentamiento y de
mantenimiento, cuand la temperatura local excede la temperatura Alc (el
subindice 1 se refiere a la transformacion de perlita y austenita y el subindice c
especifica la fase de calentamiento) del diagrama de equilibrio Fe-C, se observa
la formacion de la estructura austenitica. Por otro lado, el enfriamiento forzado
conduce a la descomposicion de la austenita en, perlita, ferrita, martensita, bainita
o carburo de hierro, cuya formacion estad fuertemente influenciada por la
composicién quimica del acero y la velocidad de enfriamiento local.

Dicho esto, es l6gico pensar que la presencia de las diferentes fases de
estado solido del acero durante el calentamiento y el posterior enfriamiento
influyen directamente en la deformacion total del cuerpo. En [56] y en los trabajos
de Bhatti [26] y Piekarska [18] se explica que la deformacion local total (&:0¢q1)
producto del enfriamiento se puede expresar como:

_ e p th , Ph tp
stotal—sij+sij+£ij+£ij +€ij (40)

Donde &f; y eipj representan la deformacion elasto-plastica descrita en el

l
epigrafe 2.1.1.1. eit}‘ calcula la deformacion térmica a través de la ecuacion (36)
para la cual el coeficiente de dilatacion térmica es funcion de la temperatura y de
la fase presente, s}’jh deformacion por cambio de fase y ef}” es la deformacion
inducida por plasticidad de la fase presente bajo cargas aplicadas, por cuestiones
practicas y para facilitar el analisis se considera ef}” =0 , de esta forma se

considera unicamente las deformaciones asociadas con las propiedades del

material.
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Un ejemplo en la variacion del comportamiento del coeficiente de
dilatacion térmica se puede observar de forma esquematica en la Figura 2.7. Esta
muestra que el comportamiento durante el calentamiento y el enfriamiento puede
ser completamente diferente. Se puede considerar practicamente lineal el
coeficiente de expansion térmica durante el calentamiento, pero mientras se
enfria el metal producto de la descomposicion de la austenita en martensita,
ferrita o perlita, la deformacion se manifiesta diferente. Especificamente este

comportamiento es de especial interés durante el enfriamiento.
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Figura 2.7. Expansion y contraccion térmica del metal [60], [61].

Por tanto, la necesidad de fundamentar las bases metalUrgicas para
determinar las temperaturas de transformacion martensitica se justifica producto
de la incidencia en el coeficiente de expansion térmica y por consiguiente en la
deformacion resultante, asi se expone en la en la Figura 2.7. Ninguno de los
autores [26], [18], [62], por solo nombrar algunos; ha considerado que el
coeficiente de expansion térmica muestra un comportamiento diferente para el
calentamiento y el enfriamiento producto de los cambios de fases que se dan
lugar durante el enfriamiento.

Para lograr describir las transformaciones de fases presentes en las
aleaciones de acero bajo enfriamiento continuo y fuera de las estructuras de

equilibrio, se estudian los diagramas de transformacién (CCT).
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El diagrama como el que se muestra en la Figura 2.8, de forma
esquematica cuantifica segun la razén o la velocidad de enfriamiento, las fases
presentes y las temperaturas a las cuales estas fases inician y termina. Por tal
motivo, a partir del diagrama CCT se crean los modelos de bases metallrgicas

que predicen la deformacién por cambio de fases, [63].

T[°C] AT

Ferrita

Perlita

Bainita

Martensita

Mf

Tiempo [S]
Figura 2.8. Diagrama tipico de transformacion, tiempo y temperatura para

los aceros al carbono (CCT).

El modelo semiempirico para determinar las curvas de transformacion de
fase en las aleaciones de acero, se describe por la expresion (41), [61], [43].

_exp(Q/RT)

Tx = IN/8 . AT'3 f1X) (41)

Donde X es la fraccidén de volumen de la fase transformada, Q es la energia
de activacion relacionada con la difusion en la frontera para los elementos de
aleacién, N es el tamafio del grano ASTM para la austenita, T es la temperatura

en grados Kelvin, AT es el grado de subenfriamiento (As - T) para la ferrita, (A1 -

T) para la perlita y un empirico valor para la bainita, f es una funcion lineal de la

fraccion de volumen de carbono y los elementos de aleacion e I es la fraccion de

volumen integral obtenidas en dependencias de las fases transformadas en la

fraccion de volumen.
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Los efectos combinados del factor I/AT3, el cual incrementa con la
disminucién del subenfriamiento (lo que significa un incremento en la temperatura
de transformacion) y del factor exp(Q/R -T), al aumentar, cuando disminuye la
temperatura, resulta en tiempos largos de nucleacion, 7,.. El factor se incluye para
considerar el hecho de que la razén de transformacion se incrementa para
tamarios del grano de austenita pequefio [61], [64].

Ademas del modelo para representar las curvas de transformacion, se
define la temperatura de inicio de la transformacion martensitica, la cual se puede

calcular a través de la expresion propuesta por [64] como:

795 —25-C; —45-Mn —35V(Nb + Zr + Ti) — C; < 0,005
Ms = —30Cr — 20Ni — 16Mo — 8W — 55i + 6Co + 154l (42)
525 —350(C, — 0,005) — 45 - Mn — 0.005 < ¢, < 0.02

—30Cr — 20Ni — 16Mo — 8W — 55i + 6Co + 154l

Donde los elementos de aleacion estan representados por su porciento en
peso.

De igual forma los calculos para la prediccion de las fases presentes se
basan en las expresiones de Jhonson-Mehl-Avramis-Kormogorov (JMAK), donde
describen la transformacion difusional de la austenita en ferrita, perlita, bainitia

superior o inferior para una transformacion isotérmica.
f=1-ebt" (43)

Donde f es la fraccion en volumen de la fase transformada, t es el tiempo,
b y n son constantes dependientes de la temperatura evaluadas del diagrama
TTT, excepto para la ferrita para la cual n=1. Generalmente se puede expresar

que:

_ log[In(1 — vs)/In(1 — v,)]

log[ts(T)/ts(T)] (44)
b = —In(1 —vy)
RAG) (45)
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El subindice sy f indica el inicio y final respectivamente. Para un diagrama
TTT usualmente se elige para ser 1% y Vi = 99%.

Otros modelos que toman en cuenta las transformaciones alotrépicas de
las aleaciones de acero se muestran a través de ecuaciones diferenciales
ordinarias en el trabajo de Goldak [16], en sus investigaciones el autor muestra
el procedimiento para ser aplicado este concepto a la simulacion computacional

de uniones soldadas.

2.1.1.4. Deformacion Inherente

El estudio de la deformacién aplicada principalmente a entender el
comportamiento de las uniones soldadas, se ha utilizado extensivamente en los
trabajos de Bhatti [26], [28], [27], [29]. En los cuales se calculan las
deformaciones plésticas y elasticas en la simulacion de soldadura con unién de
filete. Este autor explica en sus trabajos que el concepto de deformacion
inherente puede ser aplicado en los modelos lineales utilizados para determinar
los desplazamientos de la union.

La magnitud longitudinal y transversal de la deformacién inherente (¢),
ecuacion (46), consiste en la suma de los efectos de la componente la
deformacion de la membrana (&,,) y la deformacién ocurrida por flexion (gp),
ecuacion (47), la cual se basa en la teoria de la membrana en mecénica de
materiales. La deformacion inherente es integrada a través del espesor (t) y los
resultados aplican en cada elemento de la zona de deformacion, [38].

E= &gn t & (46)

t

Em = fzte -dy 47
El enfoque dado a las deformaciones inherentes es que la distorsidén se
calcula por la integracion de las deformaciones a través de la seccién transversal
de la placa y perpendicular a la linea de soldadura. La deformacion inherente
puede ser dividida en cuatro componentes: Contraccion longitudinal (&),
contraccion transversal (6r), flexion longitudinal (6;), y flexion transversal (67),

las cuales se pueden observar en la Figura 2.11 y se definen como:
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La distorsion causada por la soldadura puede obtenerse de un analisis
estatico lineal aplicando una fuerza y un momento equivalente. Usando las
ecuaciones (52), (53), (54) y (55).

F, = Estdxdy (52)
Fr=E j erdxdy (53)

La fuerza (F,) y el momento (M,) referente a la contraccién longitudinal es
aplicada en la zona correspondiente a la deformacion plastica. Como el andlisis
es realizado en placas planas entonces la contraccion transversal (Fr) y el
momento transversal (M;) son aplicados en los nodos localizados en ambos

extremos de la placa.

2.1.1.5. Métodos energéticos de los desplazamientos

Otra de las aplicaciones para determinar los desplazamientos de un
sistema y asi el estado de deformacién que describe su comportamiento
estructural, son los métodos energéticos. La base de este método se entiende de
acuerdo a que una fuerza o un sistema de fuerzas actuando sobre un cuerpo
elastico generan desplazamiento los cuales realizan trabajo, y si se conserva la
energia y se admite que el sistema es elastico mientras que la carga se aplica
lentamente sin provocar aceleraciones en el sistema, se puede afirmar que el
trabajo de las fuerzas exteriores (T) se acumula en el cuerpo deformado en forma
de energia potencial de deformacion (U) el cual se determina por la expresion

siguiente.
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De forma general y sin entrar en descripcion matematica compleja, la
expresion del trabajo total de las fuerzas internas que es igual a la energia
potencial de deformacion de la barra en el caso general de solicitacion se muestra

en la ecuacion (57).

1 jJWE-dZ
U=
2l) 61,
+fM§-dz+fM§-dz+fN2-dz+k
E-I, E-I, E-A (57)
_ Q,%-dz_l_k_ Q5 - dz
G- A G- A

Donde M?, Q?, Ni, representan al momento flector y torsional, cortante y
fuerza normal respectivamente, mientras G, I;, A, E, son los parametros que
describen la rigidez del sistema. La expresion anterior es ampliamente utilizada
en la teoria de vigas para obtener los desplazamientos provocados por cargas
externas.

La base de los métodos energéticos de calculo de los desplazamientos es
el Teorema de Castigliano, el cual se enuncia como ...“La derivada parcial de la
energia potencial de un sistema con respecto a una de las fuerzas del sistema
es igual al desplazamiento del punto de aplicacion de esta fuerza en su propia

direccion”, [48]. El cual se muestra en la ecuacion.
_ A (58)
é; _a:z

La aplicacion de esta expresion es de muy simple aplicacion y muy util en el caso
de un sistema de rigidez variable. Por ejemplo, el calculo de los desplazamientos
a través del teorema de Castigliano de una barra sometida a flexion pura

utilizando la expresién (57) y (58) queda como:

Uszﬂz (59)
E-I,
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Entonces:

U M, (60)
SM_GMm_E-Ixde

Donde la derivada parcial de la energia interna respecto al momento
aplicado por la accién de la fuerza genera el desplazamiento a causa de la flexion.
Una de las aplicaciones de la ecuacion (60) puede ser aplicada al calculo de la
curvatura de uniones soldadas de ranura.

La “dificultad” del teorema de Castigliano es que para calcular el
desplazamiento en algun punto donde no exista fuerza aplicada, es necesario
colocar una fuerza ficticia de magnitud cero y obtener la energia del sistema en
funcién de las cargas aplicadas y de la fuerza ficticia.

Otra solucion que se deriva del método energético son las integrales de
Mohr [45], las cuales permiten calcular el desplazamiento en un punto cualquiera
y en cualquier direccion independientemente de que exista una fuerza aplicada
en ese punto o no. Para ello es necesario hallar las acciones interiores
provocadas por la carga externa en las diferentes secciones de una barra en
funcion de su longitud y las acciones interiores provocadas por una fuerza
unitaria, colocada en un punto y en la direcciébn donde se desea calcular el

desplazamiento del punto.

2.1.2. Distorsion en uniones soldadas a tope

En [26] y [51] se expone que cuando un metal es calentado
uniformemente, éste se expande o se contrae también uniformemente, si no
existe restriccion no hay lugar para el desarrollo de tensiones residuales pero la
distorsibn se incrementa considerablemente, la Figura 2.9 muestra este
comportamiento. Por otra parte, si se calienta de forma desigual, 0 sea, si existen
gradientes térmicos entonces ocurre el desarrollo de deformaciones y esfuerzos
térmicos. Si la deformacion plastica ocurre entonces apareceran los esfuerzos

residuales.
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Figura 2.9. Correlacion entre las tensiones residuales y la distorsion [27].

Los trabajos realizados por [13], [26], [62], entre otros, han expuesto que
los esfuerzos residuales se distribuyen longitudinalmente y transversalmente a la
soldadura. En estas dos direcciones también toma lugar la deformacion, ya que
la distribucién de las tensiones provoca fuerzas de compresion que causan la
distorsién de los elementos a unir. Esta distribucion de esfuerzos y la direccion

de cada una de ellas se muestran en la Figura 2.10.
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Figura 2.10. Patron de esfuerzos residuales en uniones soldadas a tope,
a) perfil de los esfuerzos longitudinales, b) esfuerzos transversales, c) y d)

muestran las direcciones de los esfuerzos [57].
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Ese estado de esfuerzos mostrado en la Figura 2.10 explica el
comportamiento y el caracter de las defomaciones en las uniones a tope. Esa
combinacion de esfuerzos muestra, por ejemplo, que la deformacién tiende a
ocurrir en el sentido axial de la union como producto de las fuerzas de compresion
producidas por los esfuerzos longitudinales que comprimen axialmente la unién
y pueden provocar incluso la pérdida de la estabilidad de la union. Ademas, la
deformacion se manifiesta angularmente cuando los esfuerzos a través de la
seccion transversal producen un momento que logra el desplazamiento angular,
0 sea, si una de las superficies se comprime o se estira y la otra no, entonces se
genera un mmento angular. Estos y algunos otros tipos de deformaciones
encontradas en las uniones soldadas a tope se muestran en la Figura 2.11, [28],
[39], [40], [33].

——___ Deformacion angular —
—— .

— o

— 7\\——_(‘ :)/ -

Rt e
a)

b)
\ <5 {mracc»on axial ) 44
Contraccién transversal &7 .
P iz Flemc:m_ g ,‘,’.

C

Figura 2.11. Deformaciones en uniones a tope.

De la figura anterior en a) se muestra el comportameinto de la distorsion
angular, en b) la rotacion hacia el frente del movimeinto de la soldadura, en c) se
muestra la contraccion longitudinal y transversal que ocurre en las uniones a tope,

en c) el caracter de la flexcibn en geometrias no planas.
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2.1.2.1. Distorsion transversal

La contraccién transversal (Figura 2.11 c)) en soldadura con union a tope
de aceros al carbono y baja aleacion se propone en el manual de soldadura de
la Sociedad Americana de Soldadura (AWS por sus siglas en inglés) [51], éste
es el desplazamiento horizontal perpendicular a la linea central de la soldadura y
se estima como la relacion entre el area de la seccion transversal, el espesor de
la placa y la abertura de la raiz. La ecuacion (61) muestra la relacion entre estos
parametros.

£T=/,t-%+0.05-d (61)

Donde los parametros A, b y d representan el area de la seccion
transversal, espesor de la placa y abertura de raiz respectivamente. u es la
variable de ajuste para el espesor, 0 sea, para espesores menores de 25 mm u =
0.18 y u = 0.2 para espesores mayores.

Aungue la solucion analitica de la ecuacién (61) es una aproximacion,
debido a que en la soldadura ocurren fenébmenos de restriccion no uniforme,
rotacion, varios pases de soldadura, etc. Puede ser una buena aproximacion para

la comprobacién de la solucién numérica.

2.1.2.2. Distorsion longitudinal
La deformaciéon o contraccién longitudinal que ocurre en las uniones
soldadas de ranura aproximadamente presenta una relacién de 1/1000 relativo a
la longitud de la soldadura, representando mucho menos que el comportamiento
de la contraccién transversal. La ecuacion (62) ha sido propuesta para estimar
los desplazamientos en uniones a tope.

305-1-L
&L = —b -1077 (62)

Donde ¢; representa el desplazamiento longitudinal, | es la corriente de

soldadura, L es la longitud del cordodn, y b el espesor de la placa.
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2.1.2.3. Distorsion por rotacion angular
El movimiento de metal durante el avance de la fuente de calor en la linea
de la soldadura provoca, producto de la expansiéon del metal calentado frente al
bafio de soldadura, que las placas giren respecto al centro del arco. Este
fendbmeno de distorsidon es explicado por AWS [51], el cual muestra dos

comportamientos distintos, Figura 2.12.

o

a)
Figura 2.12. Rotacion angular del metal frio frente al movimiento de la

soldadura [51].

Como se observa en la figura anterior la rotacion puede ocurrir en dos
direcciones, en a) la abertura de raiz tiende a cerrarse segun avanza la fuente
provocando que ocurra falta de fusion en ésta y no haya penetracidon completa
de la unién, este fendémeno tiende a ocurrir muy a menudo en el proceso manual
por arco eléctrico con electrodo revestido (SMAW). Por el contrario, en b), cuando
se utiliza un proceso automatico como GMAW o SAW la abertura de raiz tiende
a incrementarse hacia el final de la soldadura. Para este tipo de problemas,
tipicamente es una buena préactica realizar punteos a lo largo de la linea de unién
antes de la soldadura para tratar de mantener constante la abertura de la raiz.

2.1.2.4. Distorsion angular

La distorsién angular frecuentemente ocurre cuando a través del espesor
la contraccion transversal no es uniforme, producto a que el gradiente térmico no
es uniforme en todo el espesor.

A pesar que en las uniones en T la magnitud de la distorsién angular se
incrementa, para las uniones a tope este comportamiento presenta un caracter
importante, [44]. La reduccion del volumen de metal aportado reduce la

contraccion transversal lo cual disminuye el desplazamiento angular de la union,
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0 sea, la geometria del area de la seccién transversal tiene una relaciéon directa

con la magnitud de la distorsion.

2.1.2.5. Flexion causada por la contraccion longitudinal

En una estructura tipo viga cuando la linea de soldadura esta desplazada
del centroide de la seccion transversal del elemento la contraccién longitudinal
causa flexion y la viga se curva.

En AWS [51] explica que la teoria aplicada es similar a la de vigas
sometidas a flexion propuesta por la mecéanica de materiales. Por tanto, la
distorsién longitudinal causada por soldadura en una viga esbelta (larga) puede
ser calculada a través de las tensiones longitudinales como se muestra en las

expresiones (63) y (64).

M P
X
1 M, P-h
R E-I, E-I (64)

Donde a,, ¢, Yy L, representan los esfuerzos longitudinales (en la direccién
axial), deformacion “incompatible”, momento de inercia de la seccion transversal
de la union respectivamente y M,, momento flector aparente por contraccion. h
es la longitud entre el eje neutro y el centroide de la union, el cual representa el
brazo de momento que produce la curvatura de la viga y R, es el radio de la
curvatura producida.

La utilidad de la ecuacion (63) es que se puede relacionar directamente la
distorsion del elemento soldado con la fuerza de contraccion excéntrica P, la cual
es originada por la combinacion de los parametros de soldadura y las

propiedades geométricas de la unién.

2.2. Propiedades del material
El material utilizado en el estudio pertenece a la serie AlSI 1520y 1018, la
composicién quimica se muestra en la Tabla 1. 1. Estos aceros clasifican como
hipoeutectoide para el cual la temperatura de austenizacion es alrededor de 920
°C. Los parametros de resistencia mecéanica se obtienen del ensayo de traccion
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el cual muestra que el limite de fluencia a 25°C o, = 499 MPa y o,;s = 630 MPa,
con un alargamiento de 32%. La carga maxima 13140 kgf y el area de la seccion
transversal A = 204,42 mm?, por tanto, el médulo de elasticidad para la region

elastica lineal es E = 249,5 GPa.

Tabla 1. 1. Composicion quimica del acero AISI 1520 y 1018.

Composicién quimica (% de peso)

C Mn Si Cr Ni Mo Cu Vv Nb TI W S P
0,18 1,33 0,21 0,14 0,04 0,01 0,014 0,004 0,004 0,03 0,002 0,01 0,002
0,15- 0,6-

0,20 0,9 - - - - - - - - 0,05 0,04

La definicion de las propiedades termo-mecéanicas y fisicas del material
para la entrada a la simulacién térmica y estructural se definen en funcién de la
temperatura. El efecto del comportamiento de estas propiedades en la solucion
numeérica ha sido abordado, principalmente, en los trabajos de Barsoum [29], [28],
[27]. A pesar de que la simulacion de soldadura ha sido ampliamente aplicada a
la prediccion, tanto de los gradientes de temperatura como la respuesta
estructural del componente, la influencia de las propiedades con la temperatura
en los tiempos de simulacion no se ha abordado de acuerdo con los resultados
gue se quieran estudiar. O sea, es conocido que la influencia de la temperatura
es un factor importante a tener en cuenta en las propiedades del material pero no
se ha expuesto cual es la magnitud del efecto de ésta en los resultados, por
ejemplo, describir el comportamiento de las propiedades térmicas con la
temperatura tendr4 el mismo efecto respecto a la distorsion o tensiones
residuales en el componente soldado, o si el efecto del coeficiente de dilatacién
térmica durante el calentamiento y el enfriamiento es el mismo respecto a la
magnitud de los desplazamientos y el tiempo de computo de la simulacién. Parte
de este analisis es mostrado como resultado de la presente investigacion en el

epigrafe 5.2.4.
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2.2.1. Parametros de resistencia mecanica
En la Figura 2.13 y Figura 2.13 se expone el comportamiento del modulo

de elasticidad y el limite de fluencia con la temperatura para los dos aceros en

cuestion.
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Figura 2.13. Modulo de elasticidad tangencial con la temperatura para
AISI 1018 y AISI 1520.
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Figura 2. 14. Limite de cedencia en funcién de la temperatura y las fases
para a) acero AISI 1018 y b) 1520.
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2.2.2. Propiedades termofisicas

En la Figura 2.15 se muestra el comportamiento del coeficiente de
dilatacion térmica en funcion de la temperatura. Las curvas que se muestran han
sido obtenidas a través del ensayo de dilatometria, del cual se obtuvo el
comportamiento de la expansion y contraccion del material durante el

calentamiento y el enfriamiento de la muestra.
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Figura 2.15. Coeficiente de dilatacién térmica vs temperatura [65].

A continuacion, en la Figura 2.16 se muestra el comportamiento de la
conductividad térmica con la temperatura para las dos aleaciones estudiadas en

la investigacion.
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Figura 2.16. Conductividad térmica vs temperatura [65].
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Capacidad calorifica especifica del material cuantifica la energia necesaria
gue hay que aportar por kilogramo de masa para incrementar en un grado su
temperatura, la Figura 2.17 representa la variacion del calor especifico con la

temperatura.
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=, 1400 Bainite
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0 250 500 750 10001250 1500 17502000 2250 2500
Temperatura (°C)

Figura 2.17. Calor especifico del material vs la temperatura [65].

2.3. Proceso de soldadura hibrido HLAW

La soldadura hibrida es un concepto para la union de metales que combina
la soldadura laser (LBW) y la soldadura por arco eléctrico (GMAW). EIl término
HLAW se introdujo por primera vez en la década de 1970 como "soldadura por
laser de arco incrementada" [43]. Desde sus inicios, para combinar el proceso
laser se han utilizado procesos de arco principalmente GTAW y GMAW. Sin
embargo, GMAW se ha convertido en el proceso de arco mas popular para ser
usado con HLAW.

Las fuentes laser de alta potencia se basan principalmente en laseres de
diéxido de carbono (CO2) y laseres de gas de estado solido combinado con
neodimio itrio-aluminio-granate (Nd: YAG). Con los avances en la ejecuciéon de
otras tecnologias de estado solido, existen laseres de fibra, laseres de disco

delgado, y laseres de diodo semiconductor [66], [3].
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2.3.1. Caracteristicas del proceso hibrido

La soldadura HLAW al combinar las caracteristicas del proceso por arco
eléctrico ofrece varias ventajas respecto a los procesos clasicos de soldadura.
Entre estas se puede mencionar la habilidad para producir uniones de
penetracion profunda con un solo pase, el control de la energia focalizada del
laser ofrece un aporte térmico controlado y muy localizado, lo cual resulta muy
favorable en cuanto a la disminucién de la distorsion. El poco calor aportado
conlleva a que la ZAC disminuya y los cambios microestructurales se controlen,
influyendo de esta forma en un incremento de las propiedades mecéanicas. La
alta densidad de potencia que maneja el proceso conlleva a que la velocidad de
soladura se incremente hasta por encima de los 10 m/min, mucho més répida
gue la de los procesos convencionales [8], [9], [67], [68].

Como desventaja principal de este tipo de procesos es el ajuste inicial
requerido de la unién para que la calidad no se afecte, el cual debe tener una
tolerancia maxima de 0.5 mm, aunque hay autores que logran buena calidad con
2 mm de separacion [3]. Ademas, el conocimiento tedrico de la Optica de la luz
hace que el personal de operacién necesite un nivel de capacitacidbn mas elevado
en relacién con los procesos convencionales. También desde el punto de vista
estructural, debido a las velocidades de soladura que se manejan, la razon de
enfriamiento tan rapida provoca agrietamiento de la linea central de la union,

producto de la fragilidad en caliente acorde a una microestructura fragil.

2.3.2. Flujo de calor en la soldadura

El flujo de calor en la soldadura esta dado por la caracteristica del proceso.
En los procesos convencionales el calor se transfiere a la pieza de trabajo como
razon de energia depositada por unidad de tiempo, cominmente se describe el

calor aportado por la soldadura como:

V-1 (65)

e=

Donde Q es el calor de entrada o el aporte térmico neto aportado por el

proceso de arco, V es el voltaje e | la corriente, v la velocidad de soldadura y n la
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eficiencia del proceso. En términos de soldadura la ecuacién (65) se denomina
aporte térmico por unidad de longitud. También se puede aplicar al proceso laser

donde Q seria la potencia nominal de la fuente laser.

2.3.2.1. Descripcién de la fuente de calor por arco eléctrico

La fuente de calor por arco eléctrico usada en el proceso hibrido para
realizar las uniones soldadas pertenece al proceso de soldadura GMAW el cual
se caracteriza por hacer soldaduras a través de la fusion de un arco eléctrico con
gas de proteccion y electrodo consumible. Este proceso es conocido ademas bajo
los términos MIG y MAG, debido al gas de proteccion. Para la unidén de aceros,
es habitual emplear diéxido de carbono y/u oxigeno presente en la mezcla de gas
como gases activos. La ignicion del arco (cebado del arco) entre el electrodo
consumible desnudo alimentado de forma continua y la pieza de trabajo genera
calor que funde el extremo del electrodo y parte del metal base en el area de
soldadura. La transferencia de metal fundido se combina con el metal base para
formar el depdsito de soldadura.

La soldadura GMAW generalmente utiliza CDEP (corriente directa,
electrodo positivo). El metal de aporte se transfiere al metal base mediante los
diferentes modos de transferencia. EI modo que se seleccione depende de
factores tales como la posicion de soldadura, los rangos de corriente y voltaje, el
gas de proteccion y el tipo de metal que se suelda. Para efectos de la presente
investigacion los modelos que describen la fuente de calor no toman en cuenta
estos efectos.

La descripcién matemética de la fuente de calor por arco eléctrico en inicio
fue descrita por Rosenthal [44]. Pero actualmente el modelo que se usa
extensivamente fue propuesto por Goldak [15], [13], [14], el cual se basa en una
distribucion eliptica del flujo de calor, llamada doble elipsoide. En la cual las
isotermas que representan el gradiente térmico se distribuyen de manera
diferente atras y hacia delante de la fuente de calor, el modelo se describe por la

ecuacion (66).
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( 6\/§fo < 3x* 3y* 3[z+v(r- t)]z>
= exp

Q _ Qf - abCT[\/E aZ bZ C2 (66)
l 3 6\/§er 3x2 3y? 3[z+v(r-1t)]?
" abenn exp a?  p? c?

Donde Q; representa el calor de entrada de la fuente al componente, Q; y
Q, figuran la distribucién del calor frontal y hacia atrds respectivamente. Los
parametros a, b, y c representan los limites del charco de soldadura y se
determinan experimentalmente, v describe la velocidad de la soldadura. La
caracteristica térmica y geométrica del modelo doble elipsoide de Goldak se

muestra en la Figura 2.19.

flux q [W/m)

Figura 2.18. Esquema de la fuente de calor por arco eléctrico [16].

Este modelo de Goldak ha sido empleado extensivamente en la simulacién
de soldadura por arco eléctrico [69], [21], entre otros, y ha demostrado su
capacidad para modelar el comportamiento térmico del bafio de soldadura y
calcular la frontera de fusion con exactitud, lo cual ha sido extensamente validado

en los trabajos de Bhatti [26] y [18], por solo nombrar algunos.

2.3.2.2. Descripcion de la fuente de calor laser
El sentido matematico de la fuente de calor del proceso LBW es un
concepto dificil de desarrollar por la naturaleza multifisica que caracteriza al

proceso de soldadura. Dal expone en su trabajo [70], que intentar unificar el
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proceso térmico, la interaccion del laser con la materia y el flujo de fluido del bafio
de soldadura en la simulacibn numérica presupone incrementos de tiempo vy
costos de computo excedidos.

Como consecuencia de la complejidad de los modelos fisicos implicados,
la simplificacion de la solucibn numérica para este proceso es una via que ofrece
resultados favorables y préacticos para explicar el comportamiento térmico
implicito. Al igual que en el proceso por arco eléctrico, el modelo que describe
matematicamente la fuente de calor es una simplificacion que logra explicar la
naturaleza térmica del proceso LBW, la cual se ha utilizado en los trabajos [22],
[71], [62], [14], [18].

La expresion que define el comportamiento térmico de la fuente laser
puede cambiar segun sea el comportamiento experimental de la zona de fusion
obtenida. Especificamente, se expone que la fuente laser se puede comportar de
forma cdnica, cilindrica o una combinacion de ambas. Generalmente, la mejor
solucién es la combinacion de las dos geometrias para el proceso HLAW. Asi, la
geometria cilindrica se utiliza para describir la fuente laser por debajo de la
penetracion asociada al proceso por arco eléctrico que a su vez es modelada con
una geometria conica 6 eliptica, creando un perfil de “copa”, llamado asi al area
de la secciodn transversal producida por la soldadura HLAW [70], [3].

Por tanto, la distribucién de potencia de la fuente laser para explicar el
comportamiento de la densidad de energia se obtiene a través del modelo
propuesto por Pavelic [16], ecuacion (67). En éste se considera que el flujo de
calor presenta una distribucién Gaussiana o normal al plano superficial, en el cual
la potencia maxima esta en el centro de la fuente, y disminuye exponencialmente
segun la dimension de la zona de fusion. La Figura 2.19. Geometria de la fuente

laser [70]. muestra esquematicamente la distribucion de potencia en la fuente.
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Figura 2.19. Geometria de la fuente laser [70].

2 67
Qiaser = Qo - exp <_ %) ( )
Donde:
) 60 @ =2 (68)
0 0 — Te

~ aberr(1 +dy,) (ze — z;)

De la ecuacién (67) y (68) la densidad de energia de la fuente se denomina
como (Quser), Y la potencia nominal del laser es (Q,), r; representa el radio vector
que delimita el area de fusion de la union, la diferencia entre z, Y z; representan
la penetracion de la fuente y esta en funcion de las coordenadas cartesianas. Las
suposiciones de estas ecuaciones es que la intensidad de calor tiene una

distribucién gaussiana y no se considera divergencia del haz.

2.4. Medicidon de la distorsion

Como se expuso en el epigrafe 2.1 relativo a las deformaciones que sufre
un componente mecanico, la distorsion es un término utilizado para caracterizar
cualitativamente el estado de un cuerpo cuando cambia su morfologia
(geometria) por la accién externa o interna de una fuerza. Se habla de que el
término es cualitativo porque la distorsibn es un aspecto geométrico
adimensional, la cual se define a través de la medicion de los desplazamientos
ocurridos en una geometria, el epigrafe 2.1.1.1 aborda tedricamente dicha

afirmacion.
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2.4.1. Técnicas para medir distorsion

La medicion de distorsion es un proceso comparativo a partir del cual se
logra cuantificar magnitud y direccién de los desplazamientos en dos estados
distintos del mismo objeto, 0 sea, para la comparacion se requiere un patron de
puntos que establezcan referencia para medir el cambio geométrico, lo cual se
traduce en los movimientos de los puntos relativo a la referencia inicial.

La reticula generada a partir de la nube de puntos es un modelo generado
para unir puntos adyacentes mediante lineas rectas con el propésito de generar
una superficie continua, teniendo una combinacién de poligonos enlazados entre
si; a partir de esto se establecen las caracteristicas que posee una superficie. La
reconstruccién de superficies digitales mediante este método regularmente
presenta el inconveniente de generar archivos de datos muy grandes, este
método se denomina “modelos de malla de poligonos”. Otros modelos son los
de superficie, utilizan un conjunto de pequefias curvas unidas que adquieren las
caracteristicas superficiales del objeto analizado, creando datos de tales curvas
bajo codigo “nurbs”, el resultado es un modelo basado en una esfera matematica.
Ademas, estan los modelos de sélidos CAD, para el cual el modelado es basado
en una reticula esférica elastica sobre la cual se ajustan los puntos que describen
la superficie del objeto, este modelado también proporciona "intencion del disefio"
donde mas alla de la forma por si sola sefiala caracteristicas del objeto analizado
como orificios concéntricos incluidos dentro de la pieza, siendo este modelado
sencillo de editar con aplicaciones como Geomagic, Imageware, Rhino,
Rapidform.

2.4.2. Proceso de edicion de datos escaneados

Posterior a la etapa de obtencion de los datos (nube de puntos), se
comienza el modelado para construir el sdlido (modelo CAD). Se genera una
malla poligonal la cual esencialmente triangula la ubicacion de los puntos para
enlazarlos y construir elementos. De esta forma la malla, con extension “.stl”, es
exportada a un software de disefio que se encarga de crear las operaciones de

limpieza y modelado para convertir este archivo en un sélido parametrizado
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capaz de ser editado para utilizarse con algun software de disefio comercial como
los mencionados anteriormente.

Estos sdlidos generados son comparados posteriormente con los sélidos
previamente disefiados, de esta forma se superponen y se compara el estado del
objeto, donde se detectan fallas en el disefio, desplazamientos y zonas
deformadas o con desgaste. La aplicacion de esta técnica se utiliza para
inspeccionar piezas después que ha pasado por el proceso de manufactura,

permitiendo obtener datos fieles que comprueben la calidad del producto.
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CAPITULO 3

METODOLOGIA

3.1 Metodologia de trabajo para la investigacion

El trabajo de investigacion se divide en tres etapas principales, las cuales
se planean con el objetivo de dividir el proyecto por procesos de soldadura.

La primera etapa aborda todos los temas tedricos y experimentales
relacionados con el proceso de soldadura GMAW. En esta se definen las
geometrias, los parametros de soldadura y las caracteristicas de los modelos
térmicos para la simulacion. De igual forma se desarrolla la segunda etapa del
proyecto, pero esta se enfoca en la soldadura LBW, para después de analizar los
datos obtenidos en las dos etapas previas y con la experiencia acumulada se
comience con la tercera etapa, en la cual se unen las dos fuentes de calor y se
desarrollara la experimentacion de la soldadura hibrida HLAW.

En cada una de las etapas del proceso de experimentacion el concepto de
trabajo es el mismo y consta de dos partes, la simulacion de la soldadura para
analizar y explicar el comportamiento estructural de la unién soldada y las

mediciones de la distorsion.

51



En la simulacion se procede a construir el modelo CAD de las geometrias
que corresponden a las probetas utilizando el software de propdsito general NX
Nastran, se definen las propiedades del material, se construye la malla y se
definen los parametros del proceso para la simulacion a través del software
Sysweld [72].

Una vez obtenido los datos de la simulaciébn se comparan con los datos
experimentales obtenidos de la medicion de los desplazamientos con el escaner
3D; inicialmente se mide la geometria de los componentes antes de soldar y se
obtiene la nube de puntos, a continuacion, se suelda y se vuele a medir la
geometria y se obtiene una segunda nube de puntos la cual es comparada con
la primera mediante el software Gom Inspect [73]. Esto permite observar el
desplazamiento, si lo hubo, de los puntos desde un estado inicial antes de soldar
y después de ser aplicada la soldadura, lo cual es consecuencia de las
deformaciones producidas por el proceso de soldeo.

Los resultados adquiridos de la experimentacion en cada una de las
etapas se utilizan para validar los obtenidos por la simulacion. La medicion de la
temperatura y la distorsion en placas validaran el campo térmico y los
desplazamientos puntuales en las placas. Una vez ajustados los parametros de
soldadura y los modelos, se estard en condiciones de migrar a geometrias
complejas y poder predecir el comportamiento del material a través del proceso
de soldadura. La Figura 3.1, presenta, a manera de esquema, un resumen del

procedimiento de trabajo.
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ANALISIS DE LA DISTORSION EN PLACAS DE ACERO 1520 DE 16 MM DE ESPESOR
PARA EL PROCESO DE SOLDADURA HIBRIDO LASER-GMAW ROBOTIZADO
SIGUIENDO TRAYECTORIAS CON CAMBIO DE PENDIENTE.

'

Desarrollo de la Experimentaciéon

v v v
ETAPA | ETAPAII ETAPAII
Proceso GMAW Proceso LBW Proceso HLAW
\ )
|
« Construir el modelo CAD de las probetas i
« Definir las propiedades del material FEM
Simulacién
« Construccion de la malla. — NXNastran
o SYSWELD
+ Definir los parametros del proceso
« Medir la geometria del cupén Scaner 3D
Medicion de | « Soldar cupones. . Paquete de Sftware Geomagic
la Distorsion + Medir la geometria del cupén Robot KUKA
- Evaluar la distorsion Maquina de soldar Fronius

- [
Figura 3.1. Esquema resumen del proceso de experimentacion.
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CAPITULO 4

DESARROLLO EXPERIMENTAL

El estudio del comportamiento estructural y la soldabilidad de las uniones
producidas por los procesos GMAW, LBW y HLAW, debido a la mayor demanda
industrial, han sido abordados en varias investigaciones. Liu [74] realiz6 el estudio
experimental del proceso autdgeno laser y el hibrido exponiendo el efecto de los
parametros de soldadura en la penetracion y la geometria del bafio de soldadura.
Atabaki [75] y Wahba [3], estudiaron experimentalmente la soldabilidad del
proceso hibrido en rangos de espesores desde 10 mm hasta 25 mm de
aleaciones de acero y materiales no ferrosos. Al igual que las investigaciones
precedentes, en este capitulo la investigacion mostrara experimentalmente, en
tres etapas, la soldadura de los tres procesos mencionados GMAW, LBW vy
HLAW para espesores de 12 y 16 mm para los aceros AlISI 1520 y 1018
respectivamente, y se expondra la investigacién por métodos numéricos de los

tres procesos con el objetivo de analizar la distorsion producida por estos.
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4.1 Etapa |. Experimentacion del proceso GMAW

De acuerdo con la primera etapa de la investigacion, el proyecto desarrolla
experimentalmente la medicién de distorsion y el campo térmico del proceso
GMAW al soldar placas de 16 y 12 mm de espesor de acero AISI 1018 y 1520
respectivamente. La Tabla 1. 2 muestra el nimero de cupones, el angulo de la
preparacion de bisel para la union y las pendientes en las que son soldados los

cupones.

Tabla 1. 2. Disefio de la experimentacion para el proceso GMAW.

BISEL® PENDIENTE®
Proceso | Espesor Cupones Material 100 | 15° | 20° | 25° | 15° | 20° | 25° | 35° | Raiz
GMAW 12.7 2 AISI 1520 - - | 6| - - |3 - - 2
16 4 AlIS| 1018 - -4 -11]1 1 1 8
GMAW 16 3 AIS| 1018 - 1111 - - - - 8

(1) Ver figura 4.1.

La Figura 4. 1 muestra los dos tipos de geometrias utilizadas para la
experimentacion. En la geometria de la Figura 4. 1 a) se estudiara el cambio de
bisel en la union para observar el efecto sobre la distorsiébn en posicion plana
(1G), y en lafigura 4.1 b) se expone la geometria para estudiar los resultados del

cambio de pendiente en la trayectoria de soldadura.

b)
Figura 4. 1. Geometria de los cupones utilizados para GMAW.

El equipamiento utilizado en el desarrollo experimental se muestra en la
Figura 4. 2. La instrumentacion para la medicién de temperaturas y la distorsiéon

del componente soldado se describe en el epigrafe 4.1.1y 4.1.2 respectivamente.
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B A. Antorcha MIG (robot Kuka).
B. Cupon.
.29 C. Clamp.

* E. Tarjetas de adquisicion de
datos (National Instrument).

Figura 4. 2 Equipamiento utilizado en la experimentacion del proceso
GMAW; celda robdtica de COMIMSA.

El equipo de soldadura es Lincoln 500 con modulo sinérgico, capacidad
de soldar multiprocesos y el controlador esta integrado a la interface del robot
Kuka. La composicion quimica de los materiales utilizados y la relacion de los
pardmetros de soldadura para cada cupdn soldado se muestran en la Tabla 1. 3
y Tabla 1. 4 respectivamente.

Tabla 1. 3. Composicion quimica de los consumibles.

Materiales C Mn Si P S Ni Cr
Metal AlIS| 1018 | 0,17 0,7 - 0,05 | 0,04 -
Base AISI 1520 | 0.18 | 1.33 0.21 | 0.002 | 0.005 | 0.04 | 0.14

Electrodo | ER 70S-6 | 0.06- | 1.4- 0.8- | 0.025 | 0.025 | 0.15| 0.15
0.15 | 1.85 1.15

Tabla 1. 4. Parametros de soldaduras utilizados en la experimentacion.
C1 C2 C3 C4 C5 Cé6 C7

Corriente (A) 400 400 400 450 450 450 450
Voltaje (V) 35 35 3 32 31 31 31
Velocidad de aporte 400 400 400 375 375 375 375
(in/min)

Velocidad de la 39 42 46 46 46 46 46
soldadura (cm/min)

Posicion 1G 1G 16  15° 20° 25° 35°
Angulo de bisel 15° 20° 25° 20° 20° 20° 20°

Donde Ci representa el nimero de pruebas realizadas.
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Para los cupones con cambio de pendiente (C4, C5, C6y C7, Figura 4. 1
b) el angulo de bisel es de 20° y se mantuvo constante en todos los cupones con
cambios de pendiente.

La Figura 4. 3 muestra la soldadura de dos de los cupones de 16 mm de
espesor para el acero AISI 1018. En esta se puede apreciar los dos tipos de

geometrias utilizadas y la posicion de la sujecion (clamp).

Figura 4. 3. Cupones soldados por GMAW.

Para la soldadura de estos cupones no se utilizaron placas de respaldo
para el inicio y fin de arco, la soldadura comenzg y finaliz6 en el mismo cupdn,
esto con el objetivo de evitar que las placas de respaldo afectaran el
comportamiento de la distorsion.

Las fotos-macrografias mostradas en la Figura 4. 4 muestran la seccién
transversal de los 3 cupones soldados en posicidon plana, en los cuales los
parametros de soldadura se mantuvieron constantes para diferentes angulos de

bisel.

Bisel 15° Bisel 20° Bisel 25°

Figura 4. 4. Macrografias de los cupones de 16 mm soldados por GMAW.

57



El efecto de la preparacion de borde muestra que segun se incrementa el
angulo de bisel el refuerzo de la cara de soldadura disminuye y cambia el perfil
de la zona de fusion. Como se puede observar, las macrografias muestran
defectos aislados de tipo porosidad que fueron producto de una pobre limpieza
durante la preparacion de la union, las soldaduras se inspeccionaron visualmente
y se realizaron varios cortes para observar el area de la seccion transversal.
Solamente la uniéon con angulo de bisel de 25° mostrd lineas de socavadura
continua producto de la abertura excesiva de bisel para la velocidad de soldadura
trabajada.

Para los cupones con cambio de pendiente durante la trayectoria de
soldadura, la Figura 4.5 muestra las macrografias que ponen en evidencia que
los perfiles de soldadura en posicion plana y en pendiente son diferentes,
mientras cambia la pendiente el escurrimiento se incrementa, la geometria de la

zona de fusion y la zona afectada por el calor es completamente diferente.

Pendiente 15° Pendiente 20° Pendiente 25° Pendiente 35°

Plano Plano Plano Plano
C4 C5 C6 C7
Figura 4.5. Macrografia de la seccion transversal de los cupones con

cambio de pendiente soldados por el proceso GMAW.

En la seccion 5.2 se cuantifica el efecto del cambio de geometria en el
bafio de soldadura y como incide en el comportamiento de la distorsién del

elemento soldado.
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4.1.1 Medicion del campo térmico

Para la adquisicion de temperaturas se emple6 termopar tipo K calibre 30
con recubrimiento de teflon, que a su vez cuentan con vainas ceramicas las
cuales evitan que el recubrimiento se funda y el termopar tenga multiples puntos
de contacto generando lecturas erroneas. El arreglo utilizado se muestra en la
Figura 4. 6, con un total de 32 termopares conectados a dos tarjetas de
adquisicién de datos, marca National Instrument Modelo Ni9213 con capacidad
de captura maxima de 75 muestras por segundo en cada uno de los canales. Se
pudo medir el gradiente de temperatura en la direccion del movimiento de la
fuente de calor y en la direccién perpendicular a la linea de soldadura, al inicio
del arco, en el centro del cordon y al finalizar la soldadura. En la medicion del
campo térmico para GMAW se empleé una velocidad de 40 muestras por
segundo para evitar el ruido excesivo de las lecturas y una mejor disponibilidad

del equipo de cémputo para manejar los datos obtenidos.

V)
7

/4

‘ |

Figura 4. 6. Posicion de los termopares.

La medicion del campo térmico proporciona informacion experimental para
validar los resultados obtenidos en la seccién 4.4, en la cual se desarrolla el
modelo numérico que muestra los gradientes de temperatura y como estos

afectan la distorsion del componente soldado.
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4.1.2 Medicion de distorsion

Para la medicién de distorsion, la investigacion utiliza la técnica de
escaneo 3D mediante un escaner laser del tipo EXAscan™, el cual tiene una
velocidad de obtencion de datos de 25 000 puntos/s, utiliza 8 laser de tipo Il
(seguro para la vision), con un error maximo de 40 um. Esta técnica crea una
nube puntos que describe geométricamente la morfologia del objeto escaneado,
de esta forma se hacen mediciones antes y después del proceso de soldadura y
se comparan ambas nubes de puntos para medir los desplazamientos puntuales

del objeto. La Figura 4. 7 muestra parte de este proceso.

Figura 4. 7. Proceso de escaneo de los cupones.

El proceso de calibracion llevado a cabo antes de cada grupo de escaneo
mostré que el error residual era de 17 um a una temperatura de escaneo de 22
°C.

Dentro del proceso de medicién de la distorsion, la edicion de los datos
obtenidos es un paso clave para obtener resultados confiables. Mediante el
software de ingenieria inversa Geomagic Desing X 2016 [76] se realizd, ademas
de la limpieza de los datos, la alineacién de las dos nubes de puntos respecto al
sistema de coordenadas global de los puntos invariantes que se seleccionaron
para ser comparados en el software Gominspect [73]. Paso éste esencial debido
a que el origen de coordenadas debe ser colocado en los puntos de sujecion que
se utilizaron en la soldadura de los cupones o los puntos invariantes respecto a
los cuales se desee evaluar la distorsion.

Como se muestra en la discusion de los resultados, en el CAPITULO 5,

esta técnica permite mostrar el comportamiento volumétrico de la distorsion
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producida por el proceso de soldadura, lo cual ofrece resultados que pueden ser
interpretados respecto a los ejes ortogonales. Esto permitira, ademas, lograr un
analisis mas completo cuando se comparen los resultados experimentales con
los obtenidos a través de la simulacion computacional expuesta en el epigrafe
4.4,

En la Figura 4. 8 y Figura 4. 9 se muestran la superficie escaneada de los
cupones soldados con cambio de bisel y pendiente respectivamente, en los 7
casos el punto invariante fue seleccionado en la esquina correspondiente al
clamp utilizado, de esta manera la alineacion del sistema de coordenadas permite

medir la distorsion resultante respecto a ese punto.

a) b) c)
Figura 4. 8. Alineacion de las nubes de puntos respecto a la sujecion.

@ oLP

Figura 4. 9. Superficie escaneada de los cupones con cambio de

pendiente.

4.2 Etapa ll. Experimentacion del proceso LBW

Con el objetivo de investigar el comportamiento de la distorsién producido
por el proceso de soldadura Laser (LBW) a medida que se cambia la pendiente
durante la trayectoria de soldadura, la investigacion propone la soldadura de
cuatro cupones de 12.7 mm de espesor de acero AISI 1520 con union a tope y
sin preparacion de bisel, buscando penetracion completa.

Para la soldadura de los cupones se empled un equipo marca TRUMPF
laser de disco con una potencia maxima de 10 kW, la distancia focal esta
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calibrada a 150 mm, y para el movimiento un robot Kuka de 6 grados de libertad.
La Figura 4. 10 Muestra el equipamiento utilizado en el Centro de Manufactura
Avanzada (RCAM, por sus siglas en inglés) y el Centro de Manufactura Aditiva
por Laser (CLAM, por sus siglas en inglés) de la Universidad Metodista del Sur

en Estados Unidos.

Figura 4. 10. Equipamiento utilizado para la soldadura LBW.

Los parametros de soldadura se ajustaron para obtener una velocidad de
soldadura de 25 mm/s, con ajuste de la potencia del laser a 8.5 kW se obtuvo
penetracion completa. Otro parametro fundamental que se estuvo ajustando
antes de obtener las soldaduras con la penetracién completa fue la distancia
focal, la cual se manej6 a una distancia de 3 mm por debajo de la superficie, el
término que la bibliografia técnica utliza es desenfoque (defocus). La
manipulacion de este parametro regula la potencia entregada al metal base, ya
que la densidad de potencia disminuye segun se desplaza positiva 0
negativamente el punto focal de la superficie soldada. Segun la experiencia
adquirida durante la investigacion este parametro hizo la diferencia a la hora de
obtener una raiz con penetracion completa y con la sanidad requerida.

En la Figura 4. 11 se muestra el aspecto superficial de las 4 uniones
soldados para diferentes pendientes, las cuales se seleccionaron de acuerdo con

la experimentacion realizada anteriormente para GMAW.
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g) Pendiente 35° h) Pendiente 35°
Figura 4. 11. Superficie de la soldadura LBW,

Como se aprecia en la figura anterior el aspecto superficial de la soldadura
es muy caracteristico para este proceso, debido a que el calentamiento y la
interaccion del laser con el material es muy subito, se produce mucha salpicadura
y como el proceso es completamente autdégeno ocurren pérdidas de material, lo
cual trae consigo falta de relleno en la cara de la soldadura o falta de penetracion,
esto es un defecto intrinseco del proceso. La Figura 4. 12 muestra las foto-
macrografias del area de la seccién transversal de la soldadura, en los cuales se
puede observar algunos de los defectos de soldadura presentes y el aspecto de
la zona de fusion y la zona afectada por el calor.
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C) Peniente de 25°, inicio y fin. d) Pendiente de 35°, inicio y fin.

Figura 4. 12. Seccién transversal de cada cupén soldado por el proceso
LBW.

Como se puede apreciar en la figura anterior, el proceso laser produce una
zona de fusiébn muy estrecha, de aproximadamente 1,5 mm y la zona afectada
por el calor de 0,5 mm, lo que evidencia la alta densidad de energia y velocidades
de enfriamiento muy altas.

Con el objetivo de analizar el comportamiento de la distorsion de los
cupones soldados por el proceso laser, la investigacion utilizé la misma técnica
de escaneo 3D empleado en la seccion anterior, epigrafe 4.1.2. Los resultados
se muestran en la seccién 5.3.

4.3 Etapa lll. Experimentacion del proceso hibrido HLAW

Para la hibridacion de la fuente por arco eléctrico y laser se empleé el
mismo equipamiento utilizado en la soldadura de los cupones mediante el
proceso LBW, Figura 4. 10. La geometria de los cupones soldados es la misma

que las utilizadas para GMAW, Figura 4. 1, el aspecto superficial de la cara y la
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raiz de soldadura producida por el proceso hibrido se muestran en la siguiente
Figura 4. 13.

B T
e) Pendiente 25°

g) Pendiente 35° h) Pendiente 35°, raiz

Figura 4. 13. Aspecto superficial de la soldadura HLAW,

Como se puede observar en la Figura 4. 13, la soldadura de los cuatro
cupones soldados mediante el proceso HLAW se realiz6 cambiando la pendiente
desde posicion plana (0°) hasta una pendiente maxima de 35°. La velocidad de
soldadura fue de 30 mm/s para una potencia del laser de 8.5 kW, la distancia
focal se ajusté a 3 mm por debajo de la superficie y los parametros del proceso
por arco eléctrico se ajustaron hasta obtener una velocidad de alimentacion del
metal de aporte de 12 m/min, voltaje de 29 V y la corriente estuvo variando entre
190 y 200 A para un diametro del metal de aporte de 0.9 mm, lo cual resulté en
modo de transferencia spray. La Figura 4. 14, a continuacién, muestra el cupén
soldado y el sistema de sujecion.
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Figura 4. 14. Sistema de sujecion del cupén soldado.

Al igual que en los procesos estudiados anteriormente la medicion de
distorsion se realiz6 como se expuso en el epigrafe 4.1.2, en total se escanearon
10 cupones de los cuales 4 corresponden con la geometria de la Figura4. 1 a)y
6 a la Figura 4. 1 b). A continuacién, en la Figura 4. 15 se exponen los datos

escaneados utilizando la TDE3D.

D
y &P

25° 35°

15
Figura 4. 15. Datos escaneados de los cupones soldados por HLAW.

Las macrografias de los cupones soldados por el proceso hibrido se

muestran en la Figura 4. 16. En ésta se puede observar la geometria de “copa”
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tipica de la zona de fusion y la zona afectada por el calor. Este tipo de geometria

aparece referenciada en los trabajos de Wahba [3].

a) Pendiente de 25°, inicio y fin. a) Pendiente de 35°, inicio y fin.

Figura 4. 16. Seccion transversal para cada cupo6n soldado por el
proceso HLAW.

Como se puede observar en las Figura 4. 12 y Figura 4. 16, el proceso de
soldadura hibrido no presenta defectos de soldadura, la falta de relleno y
penetracion encontrada en la soldadura laser autdgena, no aparecen en este
proceso. Ademas, La velocidad de soldadura se ve incrementada respecto al
proceso laser porque la fuente por arco eléctrico aporta mas calor que el proceso
laser, y esto permite incrementar velocidad mientras se mantiene la misma

penetracion para ambos procesos.

4.4 Simulacion por elementos finitos

Con el objetivo de analizar la distorsion causada por los procesos de
soldadura GMAW, LBW y HLAW, la investigacion utiliza el método de los
elementos finitos para reproducir el comportamiento termo-mecanico de los

componentes soldado.
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De esta manera, como en los trabajos realizados por diferentes autores
[71], [77], [26], [32], [24], reproducir el campo térmico y estructural inducido por el
proceso de soldadura en modelos experimentales, permitira explicar y analizar el
comportamiento térmico y mecanico en componentes reales.

Como herramienta para desarrollar el modelo numérico la investigacion
utiliza el software Sysweld, perteneciente al grupo ESI [72]. Este software se
especializa en la simulacion computacional de varios procesos de soldadura,
entre los cuales vienen incluidas las fuentes de calor por arco eléctrico y laser.
Ademas, el software presenta una biblioteca de materiales muy amplia en la cual
ofrece el comportamiento de las propiedades mecéanicas, termo-fisicas y
metallrgicas en funcion de la temperatura. Incluye propiedades desde materiales
ferrosos y no ferros, como el aluminio y las aleaciones al cromo-niquel, hasta las
aleaciones de materiales avanzados como los TRIP y los de doble fase (DP, por
sus siglas en ingles).

Para entender y analizar el comportamiento térmico y estructural de los
componentes soldados para los procesos GMAW, LBW y HLAW. La
investigacién propone el desarrollo por separado de tres modelos que logren
explicar el comportamiento térmico de las fuentes por arco eléctrico, laser y la
hibridacibn de estas. Los modelos permitiran predecir la distribucion de

temperatura de cada una de las fuentes térmicas y la distorsion inducida.

4.4.1 Simulacion del proceso GMAW

El flujo de trabajo utilizado para desarrollar el modelo numérico
tridimensional del proceso de soldadura por arco eléctrico se muestra en la Figura
4. 17. Este esquema de andlisis se ha implementado principalmente en los
trabajos de Goldak [16], Barsoum [27] y Bhatti [28]. Generalmente es la técnica
empleada en la simulacion por elementos finitos de procesos de soldadura a

través del uso de modelos termo-mecanicos transitorios.
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Propiedades térmicas

Definir modelo CAD

Caracteristica de la

dependientes de la Mallado fuente de calor.
temperatura. (GMAW-LBW-HLAW)
\ 4
> Analisis Térmico DI

4

Propiedades Mecanicas | Campo de Temperaturas ——» Transformaciones de
dependiente de la Fases

temperatura.
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Esfuerzos Deformaciones Desplazamientos

Figura 4. 17. Flujo de trabajo utilizado en el proceso simulacion.

Como se muestra en la figura anterior, la simulacién computacional de los
procesos de soldadura para la presente investigacion comienza por la definicion
del modelo térmico, en el cual se discretiza la geometria a través de la creacion
de la malla y se definen las propiedades termo-fisicas del material en funcién de
la temperatura. Una vez finalizada la solucién térmica, los resultados son
procesados por las ecuaciones constitutivas que describen el comportamiento
estructural del modelo, al cual se le introducen las propiedades mecéanicas en
funcién de la temperatura. Este tipo de enlace entre la solucion térmica y
estructural se conoce como “oneway” porque ocurre en una direccion, en la cual
la solucién estructural es afectada por el calculo de los gradientes de temperatura
en la solucion térmica, pero no en la direccion contraria. Ya que se desprecia la
generacion de temperatura por friccion, contacto o deformacion plastica que
pueda generar la solucion estructural.

En este sentido, para la simulacién de soldadura, la investigacion obtuvo

las propiedades del acero AISI 1018 y 1520 mediante el software JMatPro, y
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obtuvo experimentalmente el comportamiento del coeficiente de dilatacion
térmica con la temperatura, estas propiedades se exponen en el epigrafe 2.2 y
los resultados relativo al efecto del coeficiente de dilatacion térmica en la
distorsion de los componentes soldados se muestra en el epigrafe 5.2.4.

Las ecuaciones constitutivas que definen el modelo térmico y la fuente de
calor por arco eléctrico se presentan en las ecuaciones (69) , las cuales explican
distribucion de temperatura a través de la solucion de la ecuacion (70), que
describe la transferencia de calor por conduccion en la mecanica de los medios

continuos.

c dTaT_a(k 6T)+6(k aT)+a(k aT)+.( ) (69)
prlpdl g =g\ gz) T o\l gy Yoz ke g F Y2

De la ecuacién anterior k;, p, Cp representan la conductividad térmica, la
densidad y el calor especifico del material, T es la temperatura del sistema que
cambia en funcion del tiempo (t) y las coordenadas X, Yy Z. Q(x, y, z) representa
el flujo de calor correspondiente a la fuente térmica del proceso de soldadura por

arco eléctrico, ecuacion (70).

r= abcsmm @z bz c2;

6v3f;Q ( 3x2 3y? 3lz+v(r- t)]2>
Qf = ———=exp
Qi = j (70)

l 6v3f£-Q ( 3x2 3y? 3[z+v(t— t)]z)
=——exp|——— -
" abe,mm p a? b2 c2,

Actualmente a este modelo se le conoce como modelo “doble elipsoide” y
es utilizado ampliamente para representar la fuente de calor por arco eléctrico
[16], [18], [38], [38]. Q¢ Yy Q. representan el flujo de calor del arco hacia delante y
detras del bafio de soldadura respectivamente. a, b y c representan los
pardmetros geométricos de la fuente, los cuales son obtenidos a través de
mediciones experimentalmente. Q es la potencia de entrada del arco eléctrico y

se calcula segun los parametros de soldadura por la ecuacion (71).

Qx,y,2)=n-V-A (71)
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De la ecuacion (71) V,Ay n representan el voltaje, amperaje y eficiencia
del arco respectivamente. Los parametros f; y f,. se obtienen segun las siguientes

expresiones (72) y (73), la suma de ambos no debe exceder a 2.

_ %G (72)
Ir = C+Cr

_ 2 (73)
fr = Cr+Cy

La distribucion de potencia de la zona de fusion del proceso MIG obtenida
a través de la solucion de la ecuacion (70) de acuerdo con los valores

experimentales se muestra en la Figura 4. 18.

,g 1500.00
Elipse Trasera

E 1200.00 —
=
‘m’ 900.00
e 600.00
9 Elipse Delantera
g 300,00

0.00

-10 0 10 20 30

Dimension del bafio de soldadura (mm)

Figura 4. 18. Distribucién de potencia en el bafio de soldadura para la

fuente por arco eléctrico GMAW.

Una vez definidos los modelos térmicos empleados en la simulacién, se
crean las mallas de las dos geometrias estudiadas en la investigacion del proceso
de soldadura por arco eléctrico, Figura 4. 19 y Figura 4. 20. Como se puede
apreciar en estas figuras, el modelo representa una malla de densidad variable
con el objetivo de reducir el tiempo de calculo del ordenador. La dimension de la
zona de alta densidad de malla representa 4 veces el tamario de la fuente, o igual

a 8 veces el valor del parametro b en la ecuacion (70).
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Metal de Aporte

Sujecion
Figura 4. 19. Morfologia de la malla utilizada en la geometria plana.

Sujecién

- 7

7
Fin de Arco Metal de aporte Zona de transicion

Figura 4. 20. Morfologia de la malla utilizada en la geometria con cambio

de pendiente.

El tipo de elemento utilizado en los modelos presentados en la figura

4.20 y 4.21 es hexaédrico lineal de 8 nodos, con tamafio de elemento igual a 1

mm en el plano normal al movimiento de la fuente, para la zona de fusion y el

metal base adyacente a la zona afectada por el calor. En la direccion de

soldadura el tamafio de elemento fue de 2 mm y en la zona de transicion los

elementos se incrementan con factor de 2 hasta llegar a un tamafio de 4 mm a

través del espesor y la zona gruesa de la malla. En cuanto a la calidad de la malla

se evalud la razén de aspecto, el cual representa un valor de 1.5 y el minimo

Jacobiano se obtuvo un 70 %.
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Los parametros de ajuste del modelo se obtuvieron de datos
experimentales, para la solucion térmica la temperatura inicial del modelo fue de
22 °C al igual que la temperatura ambiente, el paso de tiempo para la simulacion
se ajusto a 0,1 y un maximo de 30 iteraciones por cada paso de tiempo.

Con el objetivo de reducir el tiempo de computo de las simulaciones y
evaluar la morfologia de la malla durante la calibracion de la fuente por arco
eléctrico en la solucion térmica, se realizo un analisis de convergencia de malla,
para el cual se fue incrementando el niumero de elementos y nodos hasta
observar que la temperatura pico del modelo mantuviera independencia del

refinamiento de malla. La Figura 4. 21 muestra estos resultados.
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Figura 4. 21. Convergencia de malla para el proceso GMAW.

Como se muestra en la figura anterior, al igual que en los trabajos de Liu

[71] y [74], el estudio de convergencia ofrece una relacion entre los tiempo de

computos y la temperatura pico del modelo en relacién al nimero de nodos, para

GMAW el software SYSWELD muestra que la temperatura pico comienza a

converger por encima de los 50000 nodos. Esto presupone tiempos de cOmputos
largos solamente para estudiar la solucion térmica.

Los resultados alcanzados para el proceso de soldadura por arco eléctrico,

en cuanto al perfil de temperatura y la distorsion se exponen mas adelante en el

epigrafe 5.2 y se comparan con resultados experimentales.
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4.4.2 Simulacion del proceso de soldadura LBW

Para la simulacion del proceso laser, la investigacion emplea la misma
metodologia de trabajo descrita en el epigrafe anterior y mostrado en la Figura 4.
17. El material y los espesores utilizados son los mismos que para GMAW.

El estudio del proceso de soldadura laser a través de métodos
computacionales ha sido expuesto en los trabajos de Kovacevic [78], [62], [71] y
otros. En los cuales la modelacién de la fuente laser puede ser aproximada a
través de varios modelos, incluso el modelo doble elipsoide de Goldak [16].

Para la presente investigacion el modelo utilizado para aproximar la fuente
de calor laser es el mismo descrito en la seccion 2.3.2.2. La solucién de la
ecuacion (67) se muestra a continuacion en la Figura 4. 22.
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Figura 4. 22. Distribucién de la potencia del laser.

El propésito de presentar las dos geometrias es debido a que los
resultados experimentales mostraron que el perfil de la seccion transversal de la
fuente se puede comportar cilindrica o conica. Por tanto, la relacion entre el
volumen de la fuente y la energia aportada puede variar, o sea, la densidad de
energia entregada por la fuente laser puede ser diferente.

La geometria discretizada y empleada en la simulacion del proceso LBW
se presenta en la Figura 4. 23, en este se puede apreciar la morfologia de la malla

y las zonas con cambio de densidad en la malla.
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Sujecién

Figura 4. 23. Morfologia de la malla utilizada en la simulacion del proceso

laser.

Con el objetivo de investigar la independencia de resultados respecto a la
malla del modelo para la simulacién del proceso LBW, el estudio de convergencia
de la malla se realiz6 en la solucion térmica durante el proceso de calibracion de
la fuente, Figura 4. 24. Al igual que los resultados obtenidos por Liu [74], la
convergencia de la temperatura pico del modelo se estabiliza entre 80000 y
100000 nodos.
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Figura 4. 24. Convergencia de malla para el proceso LBW.

Como se observa en la figura 4.25 segun se incrementa el nUmero de
nodos (tamafio del modelo), el tiempo de computo se incrementa linealmente.

Este es un problema intrinseco en la simulacién del proceso LBW, ya que, en
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componentes reales, con geometrias grandes, el proceso de simulacién se
incrementa en relacién con el proceso GMAW, esto esta dado a que la dimension
de la fuente de calor es quien determina el tamafio maximo del elemento
seleccionado dentro la ZAC y la ZF.

Debido a la caracteristica geométrica de la fuente laser, el tamafio de
elemento final seleccionado en la calibracion de la fuente laser es de 0.35 mm,
menor en comparacion al diametro del laser (spot size) que es de 0.6 mm a la
distancia focal entregada por la Optica del cabezal laser. En consecuencia, con
los resultados experimentales de la seccion transversal de la zona de fusion para
el proceso autégeno laser, mostrado en la Figura 4. 12, la distancia focal
manejada estuvo desplazada de la superficie -3 mm, lo que arrojé como resultado
que el diametro de la zona de fusion varie de 1.5 mm a 1.7 mm en la superficie y
en el lado de la raiz de 0.7 a 0.9 mm. Por tanto, es razonable seleccionar el valor
de 0.35 mm para el tamafio maximo del elemento dentro de la zona de fusion del

bafio de soldadura.

4.4.3 Simulacion del proceso de soldadura HLAW

A continuacién, se expone el modelo tridimensional para modelar la fuente
de calor hibrida, la cual es el resultado de la suma de las dos fuentes abordadas
anteriormente. Segun los resultados experimentales obtenidos, los parametros
de soldadura para ajustar la fuente Laser y MIG no se mantienen iguales que los
obtenidos para los procesos vistos por separado. La potencia del proceso MIG
disminuye considerablemente ya que la energia entregada se incrementa por la
accion de los dos procesos, lo cual propicia que la velocidad de soldadura se
incremente en 20% respecto a la soldadura del proceso laser y tres veces la
velocidad empleada en el proceso por arco eléctrico.

Para la simulacion de la fuente hibrida se emplea el mismo esquema de
trabajo utilizado en la modelacion de las dos fuentes anteriores. Los modelos
termo-mecanicos que se utilizaron se mantienen para este proceso, al igual que
el comportamiento termo-fisico y mecanico del material.

La morfologia de la malla empleada se mantiene igual que la empleada en

el proceso de soldadura LBW (Figura 4. 23), ya que este proceso es quien define
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el tamafio minimo del elemento empleado debido a la geometria de su fuente.
Solamente, el cambio para este proceso radica en incrementar 5 mm la distancia
a la cual comienza la zona de transicion del modelo, ya que el aporte térmico del
proceso MIG incrementa la zona de fusidn en la superficie de la pieza.

En relacion con el estudio de convergencia, para este proceso no se llevo
a cabo, por la misma razén de que el proceso Laser define el tamafio méaximo del
elemento y la morfologia de la malla en la zona del bafio de soldadura. La
distribucion de potencia se calculé combinando el modelo presentado en la

ecuacion (67) y (70), la solucién de éste se presenta en la Figura 4. 25.
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Figura 4. 25. Distribucion de potencia para la fuente HLAW en la zona de

fusion.

La figura anterior muestra la distribucion de potencia para el proceso
HLAW, la cual es la combinacién del modelo eliptico utilizado en la fuente MIG y
la distribucion gaussiana de la fuente laser, los pardmetros del modelo de eliptico
se definieron segun los datos obtenidos experimentalmente; Voltaje =29 V,
Corriente= 200 A, a=2mm, b=2mm, fr =1.76 y fr=0.24. La comparacién de los
resultados numericos de las tres fuentes de calor respecto a los experimentos se
expone en la seccién 5.2.
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CAPITULO 5

DISCUSION DE LOS RESULTADOS

Los resultados alcanzados por la investigacién y presentados en este
capitulo, son la consecuencia de la soldadura en placas de acero AISI 1520 y
1018 para espesores de 12 y 16 mm utilizando los procesos de soldadura GMAW,
LBW y HLAW.

A continuacion, los resultados obtenidos resumen la evaluacion de las
uniones soldadas producidas por estos procesos desde el punto de vista
microestructural, medicion de dureza, evaluacion de la resistencia mecénica de
la unién y el efecto del cambio de pendiente en la geometria del cordén. Ademas,
se exponen los resultados obtenidos por la simulacion de soldadura de los tres
procesos, en las cuales se muestra el perfil térmico producido por cada una de
las fuentes de calor y su comparacion con datos experimentalmente mediante el
uso de termopares tipo K. La solucién estructural del analisis numérico es
comparada con los resultados de distorsion medidos experimentalmente en cada
uno de los cupones soldados utilizando las TDE3D, a partir de la cual se expone

el efecto del cambio de pendiente sobre la distorsién.
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5.1 Evaluacion de las uniones soldadas

Para la evaluacion de las uniones soldadas por arco eléctrico, laser y la
hibridacién de ambas, se exponen los resultados en cuanto a la evolucion de la
microestructura en la zona afectada por el calor y la zona de fusién que se obtiene
segun la razon de enfriamiento que produce cada una de las fuentes. Para
evaluar el comportamiento mecanico se exponen los resultados de la medicion
del perfil de dureza, las curvas de esfuerzo vs deformacion obtenidas del ensayo

de traccion y la tenacidad a la fractura de cada union mediante la prueba Charpy.

5.1.1. Caracterizacion microestructural

Las aleaciones utilizadas en la investigacion se caracterizan por ser aceros
de bajo carbono y con pocos elementos de aleacion. El acero AISI 1520 y 1018,
son microestructuralmente aceros hipoeutectoides con una matriz ferritica en su
estructura en equilibrio, que ademas de la ferrita presenta perlita como fase
secundaria. La Figura 5.1 muestra la microestructura de las dos aleaciones en

estado de equilibrio.

Figura 5.1 Microestructura del metal base; a) AlSI 1520 y b) AISI 1018.

Como se observa en las fotomicrografias anteriores, en a) el acero AlSI
1520 presenta, ademas de los granos de ferrita (F) la perlitica (P), la cual esta
presente en forma de bandas (BP) alargadas producto del proceso de laminado.
Para el acero 1018 en b), se puede observar que la matriz ferritica esta en una
proporcién mayor debido a que éste tiene menor porciento de carbono que la

aleacion 1520.
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En la Figura 5.2 se presenta el cambio microestructural ocurrido en las
uniones soldadas por el proceso de soldadura GMAW para los dos aceros
estudiados. Las fotomicrografias a) y b) muestran la morfologia y las fases
presente en la zona afectada por el calor y la zona de fusién respectivamente,
para el acero AISI 1018. Estas microestructuras muestran morfologias
extendidas las cuales puede ser producto de velocidades de enfriamiento rapida.
Cuando las velocidades de enfriamiento son lentas, se forman estructuras
poligonales, con crecimiento equiaxial. Generalmente la ferrita precipité en los
limites de grano de la austenita, a la cual se le llama ferrita proeutectoide o
alotriomoérfica. Se reconoce facilmente porque forma cadenas de granos

pequefios alrededor de granos grandes.

Figura 5.2. GMAW evolucién microestructural: en a) ZAC y b) ZF para
AISI 1018; c) ZAC y d) ZF para el acero AISI 1520.
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Para la union producida con el acero 1520, c) y d). Se puede observar que
la microestructura de la zona de fusion es mas homogénea que para el 1018. No
existe crecimiento dentritico en la zona de fusion debido a que el acero contiene
elementos microaleantes que refinan el tamafio de grano, la morfologia de la
ferrita es poligonal. En la zona afectada por el calor, Figura 5.2 c), hay ferrita
alotrimorfica y ferrita acicular, los granos de austenita crecieron mas de 100 pm.

De acuerdo con los resultados obtenidos en los cupones soldados por el
proceso de soldadura laser, para la aleacion 1520. La Figura 5.3 presenta las
fotomicrogrfias de la zona afectada por el calor y la zona de fusiébn mediante

microscopia Optica, a) y b), y la técnica de microscopia electrénica de barrido, c)
y d).

Figura 5.3. LBW evolucién microestructural acero 1520: a) ZAC

microscopia Optica, b) ZF microscopia éptica; ¢) ZAC por microscopia
electrénica de barrido, d) ZF por microscopia electronica de barrido.
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La morfologia acicular de la ferrita que se muestra en la Figura 5.3, se
debe al enfriamiento super rapido que produce el proceso Laser. Algunas lineas
negras pueden estar asociadas a placas de cementita que no alcanzan a formar
perlita, por la rapidez del enfriamiento. Los puntos negros también son de
cementita, pero no tuvieron tiempo de crecer. Otras lineas en forma de agujas
negras parecen de martensita, pero hay que confirmarlo con la microdureza.

De la misma forma, para el proceso de soldadura hibrido HLAW en la
aleacion 1520, se muestra en la Figura 5.4 las micrografias que muestran
formacion de ferrita proeutectoide, con formacion de morfologias aciculares que

pueden estar asociadas con martensita de bajo carbono.

Figura 5.4. HLAW evoluciéon microestructural 1520: a) ZAC microscopia

Optica, b) ZF microscopia éptica; c) ZAC microscopia electrénica de barrido, d)
ZF microscopia electronica de barrido.
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En la fotomicrografia de la Figura 5.4 c) se puede observar, que producto
de velocidades altas de enfriamiento la temperatura apenas logra disolver parte
de la perlita y por eso se presenta una estructura muy heterogénea en la zona
afectada por el calor. En la figura d) con la ayuda de la técnica de microscopia
electronica de barrido, se puede observar mejor la estructura acicular que puede
estar asociada a la formacion de martensita, los microporos formados se deben

a picaduras de la probeta durante la su preparacion.

5.1.2. Analisis de Dureza

Para evaluar la dureza de la union soldada, los resultados obtenidos
exponen los perfiles de micro-dureza para los tres procesos de soldadura. La
medicion de los perfiles se realiz6 acorde a la norma ASTM E384 [79] y ASTM
E92 [80], las cuales propone los procedimientos para medir micro-dureza en la
escala Vickers de los materiales metélicos.

Las Figura 5. 5y Figura 5. 6 muestran los perfiles de micro-dureza en la

escala Vickers para el proceso HLAW y LBW respectivamente.
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Figura 5. 5. Perfiles de dureza medido para el proceso HLAW.
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Figura 5. 6. Perfil de dureza medido para el proceso LBW.

Como se expuso en las figuras anteriores ambos procesos incrementan
considerablemente la dureza de la zona de fusion, alrededor del doble de la
dureza del metal base que es de 200 HV. A pesar de esto, el proceso Laser
presentd mayor heterogeneidad en los perfiles de dureza de la zona afectada por
el calor que el proceso hibrido, con valores por encima de los 450 HV. Esto se
evidencia también en la zona predominante de la soldadura Laser en la fuente
hibrida, por debajo de la penetracién correspondiente al proceso MIG, la zona
afectada por el calor del Laser incrementa la dureza en relacion a la zona de
fusidn, asi se evidencia en los trabajos de [74] y en el desarrollo experimental de
Whahba [3].

5.1.3. Resistencia mecéanica de la unién

Para evaluar la resistencia mecanica de la union, la investigacion realizo
el ensayo de traccidén y la prueba de impacto Charpy en la cual se evalué la
tenacidad a la fractura de cada uno de los procesos.

El ensayo de traccion se realizé acorde al estandar ASTM E8 [81], el cual
especifica los procedimientos para materiales metalicos a temperatura ambiente.
La velocidad de la carga aplicada en la prueba, procedimiento del ensayo y las

dimensiones de la probeta se realizaron acorde a este documento.
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En total se ensayaron 4 probetas para HLAW y 4 el proceso para LBW, los

resultados se muestran en las Figura 5. 7 y Figura 5. 8 respectivamente.
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Figura 5. 7. Resultados del ensayo de traccion para HLAW. a) Curva

representa carga aplicada vs deformacion, b) ruptura de la probeta traccionada.
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Figura 5. 8. Resultados del ensayo de traccién para LBW. a) Curva

representa carga aplicada vs deformacion, b) ruptura de la probeta traccionada.
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Como se puede observar en los ensayos de traccion la unién del proceso
hibrido presentd una resistencia mecanica por encima del metal base, con una
ruptura maxima a traccién alrededor de 8618 kg, Figura 5. 7 a), y en los cuatro
cupones la fractura se produjo en el metal base alejado de la zona fusion y la
zona afectada por el calor, Figura 5. 7 b). Por el contrario, las uniones realizadas
por el proceso laser presentaron baja resistencia a la traccion comparada con el
proceso HLAW, la carga maxima de ruptura estuvo alrededor de los 6804 kg y en
todos los cupones la fractura se presento en la en la zona de fusion, Figura 5. 8
b).

La baja resistencia mecéanica de la union producida por el proceso laser se
debe principalmente a la presencia de defectos en la soldadura, este proceso,
como se mostré en la Figura 4. 12, es muy propenso a la falta de fusién en los
bordes debido a la preparacion de borde y la alta velocidad de enfriamiento
proporcionado por el bajo aporte de calor de la fuente laser. Ademas de provocar
el crecimiento de fases fragilizadoras de la zona afectada por el calor, como se
mostré en la seccion 5.1.

Para evaluar la resistencia al impacto de las uniones y poder caracterizar
la tenacidad a la fractura de los procesos, se realiz6 la prueba Charpy del metal
base y las uniones de los procesos GMAW, HLAW y LBW.

El procedimiento de la prueba se realizé acorde a la ASTM E23 [82], las
dimensiones de la probeta se construyeron segun esta norma, las cuales
correspondieron a un largo de la probeta de 50 mm con una seccion transversal
cuadrada de 10X10 mm, la geometria de la entalla fue en V con 2 mm de
profundidad y la abertura de la ranura fue 45°. La energia maxima del equipo es
de 379 J, antes de la prueba se comprobé el cero de la maquina y se midi6 la
resistencia al aire, con un valor de 13,5 J y la temperatura del ensayo fue 23 °C.

A continuacion, en la Figura 5. 9 se muestran los resultados de la prueba
Charpy, los cuales demuestran que el proceso de soldadura laser absorbe la
menor energia durante el ensayo, produciendo una ruptura fragil sin deformacién
lateral, seguramente por la presencia de martensita. Lo cual demuestra que el

proceso produce uniones con muy baja tenacidad a la fractura para el acero AlSI
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1520. En la Figura 5. 10 se expone la morfologia de la fractura para cada
proceso, se puede evidenciar la fragilidad en la zona de fusién para el proceso

de soldadura Laser.
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Figura 5. 9. Resultados del ensayo Charpy para los tres procesos.

Metal base HLAW

Figura 5. 10.Fracturas de los cupones ensayados.

Al igual que en el trabajo desarrollado por Wahba [3], quien suelda un
acero con la composicidon quimica y espesores similares al estudiado en esta
investigacion, expone que la union por HLAW muestra mejor tenacidad a la
fractura que el proceso LBW en el ensayo Charpy y ademas el proceso LBW

sigue teniendo menor resistencia a la traccion que el proceso HLAW, como se ha

comprobado en este estudio.
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5.2 Resultados del analisis numérico

La aplicacion del método de los elementos finitos, como herramienta numeérica
para analizar el comportamiento de los procesos de soldadura, permite explicar
el comportamiento geométrico de zona de fusion y como los gradientes térmicos
generados afecta estructuralmente al componente soldado.

De acuerdo con la solucion numérica obtenida por la investigacion, en este
epigrafe se exponen los resultados del analisis térmico para los tres procesos

investigados.

5.2.1. Resultados de la solucién térmica para GMAW
En la Figura 5.11 se muestran los resultados del campo térmico de la
soldadura GMAW para los dos tipos de geometrias investigadas en diferentes

instantes de tiempo.

Temperasture . Tempersture_RNOD
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a) Geometria en posicion plana

b) Geometria con Cambio de pendiente

Figura 5.11. Simulacion del campo térmico de la fuente GMAW para

geometrias en posicion plana y con cambio de pendiente.
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De la figura anterior Figura 5.11, los resultados del campo térmico para las
dos geometrias soldadas por el proceso GMAW corresponden con los espesores
de 12 y 16 mm de los aceros ASISI 1520 y 1018 respectivamente. La Figura 5.12
muestra la geometria de la zona de fusién para la fuente de calor por arco
eléctrico y a través de los datos experimentales se comparan, ademas de la zona

afectada por el calor, la penetracion y longitud del bafio de soldadura.
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Figura 5.12. Geometria de la fuente GMAW, espesor de la placa 12 mm.
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Como se muestra en la Figura 5.12 la prediccion de la geometria de la
fuente se ajusta a los valores experimentales obtenidos de las macrografias
realizadas para la seccion transversal de las soldaduras en posicion plana. Para
medir la longitud del bafio de soldadura, en la Figura 5.12 a) se delimita la
isoterma de fusién alrededor de los 1500 °C la cual corresponde con el ancho,
penetracion y longitud medido experimentalmente al finalizar el cordon de
soldadura. Como la medicién del bafio se tomo al final de la trayectoria se puede
observar en D, que existen varias lineas de fusién que son mas anchas debido a
gue al finalizar se mantuvo por 1.5 seg encendido el arco para evitar la falta de
relleno del crater final, lo cual increment6 la deposicion de metal y por

consiguiente se incrementa el ancho del bafio de soldadura en esa zona.
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Para la seccion transversal, en la Figura 5.12 b) se muestra que el campo
térmico es capaz de predecir con un error de 0.1 mm el ancho de la zona afectada
por el calor y la penetracion que corresponde con la linea de fusion. Aunque para
la linea de fusién, como sefiala E, el modelo eliptico no logra predecir con
exactitud el contorno de la interface metal base y metal de aporte, ya que se
crean “bahias” que el modelo no puede explicar. Esta problemaética y el término
de bahias es abordado en uno de los trabajos de Goldak [16], en el que explica
y denomina de complejas a las geometrias del bafio de soldadura que presentan
estas caracteristicas. Este es uno de los problemas encontrados por la
investigacién cuando se realizaron soldaduras fuera de la posicion plana; o sea,
cuando cambia la pendiente durante la trayectoria de soldadura el
comportamiento geométrico del area de la seccion transversal es diferente, asi
se demostr6 experimentalmente en la Figura 4.5, y en la secciéon 5.2.1 se
exponen las mediciones experimentales de la corona del cordén obtenido.

A continuacion, en la Figura 5.13 se muestra la evolucion térmica en el
plano medio longitudinal central del cordon de soldadura, en el cual se puede
observar el comportamiento térmico de la fuente MIG durante la trayectoria de
soldadura para las geometrias con cambio de pendiente.

Temperature © Temperature_NOD

Min = 22 &t Mode 3140 Inicio de la Soldadura —_
Max = 207265 ot Mode 335588

155000
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22573 el cambio de pendiente.
123.87 Fin de soldadura

(F) Falta de penetracién en

2200
Figura 5.13. Distribucion de temperatura en la trayectoria de la fuente
GMAW para la geometria con cambio de pendiente (25°).
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De la Figura 5.13 se puede observar la geometria eliptica de la fuente de
calor por arco eléctrico durante la trayectoria de soldadura. La geometria que
define el bafio de soldadura se delimit6 a través de las isotermas correspondiente
al limite de fusién, el cual se encuentra aproximadamente a una temperatura
entre 1500 y 1550°C. Los resultados muestran que en el momento en que la
fuente cambia la pendiente puede ocurrir falta de penetracion (F) producto al giro
brusco de la antorcha y ademas que el espesor se ve incrementado producto de
la geometria de la probeta

A continuacion, en la Figura 5. 14 se exponen los resultados de las graficas
temperatura-tiempo para la soldadura de una de las probetas de acero AISI 1018
de 16 mm de espesor en posicion plana.
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Figura 5. 14. Graficas temperatura-tiempo para el acero AlISI 1018 soldado por

GMAW en posicion plana termopares estan a 5 mm de la linea central.

La comparacion de los histogramas de temperaturas entre los
experimentos y el modelo numérico que se muestra en la Figura 5. 15. Reflejan

buena correspondencia, el error relativo promedio para las cuatro mediciones es
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del 10%. La prediccion de la temperatura maxima esta por debajo de 30°C de
error absoluto, mientras que para el enfriamiento los cuatro termopares y el
modelo numérico se equilibran a la misma temperatura, a pesar de que la curva
c) en los primeros segundos del enfriamiento muestra que el error absoluto puede
llegar hasta 64°C maximo.

A continuacién, en la Figura 5. 15 se exponen los histogramas de
temperatura de los resultados del modelo numérico y la experimentacion, para el
acero AlSI 1520 soldado por GMAW de espesor 12,7 mm de una de la geometria

con cambio de pendiente.
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Figura 5. 15. Graficas temperatura-tiempo del proceso GMAW en los
cupones con cambio de pendiente, acero AlSI 1520; a) medicion de

temperatura en la pendiente y en b) medicién en posicion plana.
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Como se muestra en la Figura 5. 15, los resultados del campo térmico
muestran la relacion entre el modelo numérico y la experimentacion. Se utilizaron
8 termopares, de ellos 4 en la geometria que corresponde a la posicion planay 4
en la pendiente, los termopares mas cercanos se encuentran a 16 mm de la linea
central de soldadura 'y a 7 mm por debajo de la superficie y los dos termopares

mas alejados se encuentran a 94 mm de la linea central.

5.2.2. Resultados de la solucién térmica para LBW

De igual forma que para el proceso GMAW, la investigacion realizé el
estudio experimental del proceso de soldadura Laser (LBW). Para el cual se
calcul6 el gradiente de temperatura en los cupones de 12 mm de espesor de
acero AlSI 1520, los resultados de la simulacién se muestran en la Figura 5.16.
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Figura 5.16. Simulacion del campo térmico para la fuente LBW.
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A diferencia del proceso por arco eléctrico, la fuente laser incrementa la
velocidad de soldadura de 8.33 mm/s a 25mm/s, en modo “keyhole”, la
penetracion se incrementa de 9 mm para el proceso MIG con preparacion de
bisel, a 13 mm sin preparacion de bisel. La temperatura pico del modelo se

incrementa hasta alrededor de 3000 °C en relacién con el proceso MIG. A
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continuacion, en la Figura 5. 17 se muestra los dos tipos de geometrias de la
zona de fusion obtenidas experimentalmente por este proceso y comparados con

los resultados numeéricos.
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Figura 5. 17. Geometrias de la zona de fusion del proceso LBW: a)

fuente coénica y b) fuente cilindrica.

De la figura anterior se puede observar que la fuente de calor Laser
presenta una geometria del bafio de soldadura muy estrecha, con gradientes de
temperatura muy altos, la zona de fusion es de apenas 1 mm y la zona afectada
por el calor mide 0.5 mm. Evidencia ademas, que el proceso presenta una alta
densidad de energia con una eficiencia térmica muy baja y es muy sensible a la
preparacion de bisel, debido a que la unién debe estar maquinada o cortada
mediante laser, porque favorece la ocurrencia de defectos de soldadura como la
falta de fusion de borde y la porosidad. Esto se debe principalmente a la
naturaleza autdgena de la aplicacion empleada por la investigacion.

Para poder explicar el comportamiento de los gradientes térmicos y la
geometria de la zona de fusion durante la trayectoria de soladura, en la Figura
5.18 se muestran los gradientes térmicos inducidos por el proceso laser. La figura
muestra un plano de corte longitudinal al cordén de soldadura, la distribucion de

temperatura segun avanza la fuente de calor en el tiempo. Se puede observar
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como los modelos describen el bafio de soladura al inicio del cordén, durante la

soldadura y al finalizar.
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Figura 5.18. Distribucion de temperatura en el plano longitudinal a la
trayectoria de la fuente LBW.
Como la escala de temperatura de la figura anterior se ajusté para que
mostrara un maximo de 1550 °C, la cual corresponde con la temperatura de
fusidn, la isoterma solamente delimita la interface solido-liquido. Lo cual no

muestra la region del keyhole.

5.2.3. Resultados de la solucién térmica para HLAW

La solucion térmica que se expone a continuacion muestra los resultados
del campo térmico obtenido por los modelos numéricos, y como comparan con
los valores experimentales al soldar por HLAW placas de acero AlISI 1520 de 12
mm de espesor.

En la Figura 5.19 se expone la distribucion de temperatura de los dos tipos
de geometrias soldadas por el proceso hibrido. En a) se muestra el perfil de
temperatura, en cuatro tiempos, segun avanza la fuente durante la soldadura de
los cupones con geometria plana. Y en b) la solucion numérica muestra la

distribucion de temperatura en las geometrias con cambio de pendiente.
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Figura 5.19. Solucion del campo térmico de la fuente HLAW para los dos

tipos de geometrias investigadas.

De igual forma que en la figura anterior, pero ya comparando con los
resultados experimentales, se muestra en la Figura 5.20 la solucion del campo
térmico que define la geometria del bafio de soldadura. Como se puede apreciar
en ésta figura, la escala de temperatura esta en el rango de 1550 °C a 723 °C,
para delimitar la zona de fusién y el limite de la zona afectada por el calor. Se
expone la geometria de la seccion transversal y la longitud del charco de
soldadura. Se puede observar que la temperatura pico alcanzada por la solucion

numérica en este caso es de 5691 °C.
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Figura 5.20. Prediccion de la geometria de la fuente HLAW.

Como se puede observar en la figura Figura 5.19 y Figura 5.20, los
resultados obtenidos por la investigacion para la simulacién de soldadura del
proceso HLAW vy los datos experimentales, muestran que el modelo
tridimensional desarrollado para modelar la fuente hibrida es capaz de predecir
el ancho de la zona de fusion y la zona afectada por el calor. Aunque presenta
incertidumbre en la prediccion de la zona de fusion donde predomina el arco de
soldadura, como se puede observar en la Figura 5.20, se sefiala en B, que la
fuente no puede determinar la frontera de fusién donde predomina el proceso
MIG. Esto ha sido reportado en los trabajos de [16], donde se expone las
limitaciones del modelo eliptico para definir el comportamiento de la geometria
de la zona de fusién en soldaduras con perfil “complejo”, se le llama asi a la
forma de bahia (B) que se puede crear en la zona de fusion.

Para obtener una mejor comprensiéon de la geometria del bafio de
soldadura en la seccién longitudinal a la trayectoria de soldadura, la Figura 5. 21
muestra la distribucion de la temperatura hacia delante y hacia atras durante el
movimiento de la fuente en el plano longitudinal al cordén. El movimiento de la
fuente fue dividido en cuatro pasos de tiempo para que se observara el
comportamiento térmico durante el inicio, establecimiento del arco y fin de la
soldadura.
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Figura 5. 21. Distribucién de temperatura en la trayectoria de la fuente

HLAW en los cupones con geometrias plana.

Para validar los resultados referentes al campo térmico obtenido por la
solucion numérica. La investigacion muestra en la Figura 5. 22 los resultados de
la medicion de temperaturas mediante el uso de termopares, y a su vez, se
compara con el perfil de temperatura que le corresponde al nodo mas cercano al
punto de medicién. Los puntos de medicion son 4 y el mas cercano (Figura 5. 22
a)), esta posicionado a una distancia de 6 mm respecto a la linea central de la
soldadura, luego los dos proximos se alejan a 5 mm cada uno, b) y c¢), y el cuarto
se posiciond a 92 mm del centro, d). El objetivo principal era comprobar si las
propiedades térmicas del material se ajustaban al comportamiento real en todo
el rango de temperaturas, desde la temperatura pico medida hasta la mas baja,
con una duracion de 5 minutos de enfriamiento. La medicion de la temperatura
maxima por el termopar mas cerca estuvo alrededor de los 300 °C, lo que
evidencia velocidades de enfriamiento muy rapidas en comparacion con el
proceso MIG. La temperatura pico para el proceso hibrido esta alrededor de los
5000 °C, lo que presuponen que en apenas 5 mm disminuye 4700 °C. El error

cuadratico medio entre los valores reales y simulados esta alrededor del 8 %.
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Figura 5. 22. Gréficas de temperaturas vs tiempo de la soldadura por el
proceso HLAW.

5.2.3. Efecto del cambio de pendiente.

De acuerdo con los objetivos de la presente investigacidon para exponer los

efectos del cambio de pendiente en la trayectoria de la soldadura, la Figura 5. 23

muestra el comportamiento del perfil de la corona de soladura segun

se

incrementa la pendiente desde posicion plana (0°) hasta 35°.

4

Refuerzo de la
soldadura (mm)

Dimension transversal a la soldadura (mm)

15° 20° ==———25° e 35°

Figura 5. 23. Refuerzo de soldadura producto del cambio de pendiente.
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El comportamiento de las curvas mostradas en la figura 5.24, refleja falta
de relleno cuando se incrementa la pendiente, esto est4 dado al escurrimiento
producido durante el movimiento de la fuente de calor. Como se mostr6 en la
Figura 4.5, el escurrimiento provoca un cambio radical en la morfologia del area
de la seccidn transversal del corddn de soladura, lo cual no puede ser modelado
por la ecuacion que describe la fuente térmica empleada. Desde el punto de vista
estructural, el escurrimiento provocado por el cambio de pendiente no afecta la
distorsién angular del componente, asi se expone mas adelante en la Figura 5.34.
Es conveniente sefalar que este efecto solo se observé en los cupones soldados
por GMAW y no asi en los demés cupones solados por LBW y HLAW, esto esta
dado a que la razén de deposicion de metal de aporte es mucho mayor para el
proceso por arco eléctrico en comparaciéon con los demas, porque existe

preparacion de bisel por tanto el volumen de metal aportado es mayor.

5.2.4. Comportamiento del coeficiente de dilatacion térmica

A continuacion, la investigacion expone uno de los resultados cientificos
obtenidos que explica el efecto del coeficiente de dilatacion térmica en los ceros
al carbono y de baja aleacion utilizados en la simulacion computacional de
procesos de soldadura, y su influencia en la solucién mecanica que trata de
reproducir la distorsion del componente soldado.
Para estudiar el comportamiento de la dilatacién y la contraccién térmica en los
aceros AISI 1018 y 1520, se realizaron 4 pruebas dilatométricas a diferentes
velocidades de enfriamiento para estudiar el comportamiento causado por los
gradientes de temperaturas impuestos por los procesos de soldadura estudiados.
Los valores de las velocidades de enfriamiento utilizadas en las pruebas se

muestran en la Tabla 1. 5.
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Tabla 1. 5. Velocidades de enfriamiento para el ensayo de dilatometria.

Velocidad de enfriamiento (°C/s)
Temperatura (°C) (1115-800) (800-650) (650-400)
Muestra 1 49.63 31.837 7.233
Muestra 2 54.97 33.775 7.26
Velocidad de enfriamiento (°C/s)
Temperatura (°C) (750-500) (500-100) -
Muestra 3 17.089 4.445 -
Muestra 4 15.743 4.79

Las velocidades de enfriamiento se seleccionaron de acuerdo con
mediciones experimentales de temperaturas mediante termopares tipo K con una
velocidad de adquisicion de datos de 75 muestras por segundo para el proceso
MIG, el cual presenta la velocidad de enfriamiento méas baja en comparacién con
el proceso LBW y el HLAW. Para ese mismo rango de temperaturas y
velocidades se obtuvieron las curvas calculadas por el software JMatPro. A
continuacion, en la Figura 5. 24 se presentan los resultados de la prueba

dilatométrica.

La temperatura maxima de la prueba para MR1 y MR2 fue de 1140 °C y
enfriada hasta temperatura ambiente. En el caso de MR3 y MR4 la temperatura
méaxima fue de 760 °C. La prueba demostré que para el acero AISI 1520 las
temperaturas de transicion estan alrededor de 723 a 750°C durante el
calentamiento, y para el enfriamiento MR3 y MR4 mostraron que la
transformacion alotropica comienza alrededor de los 543°C, demostrando que el
comportamiento del coeficiente de dilatacion térmica es diferente durante el

enfriamiento.
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Figura 5. 24. Comportamiento del coeficiente de dilatacion térmica
obtenido del ensayo de dilatometria para el acero AlSI 1520: a) comportamiento
de las cuatro pruebas, b) medicion durante el calentamiento y ¢) medicion

durante el enfriamiento.

Durante el enfriamiento continuo la transformacion de la austenita en
ferrita, perlita y martensita proporcionan una deformacion (strain) térmica
adicional debido a la diferencia entre la fraccion de volumen de cada fase que se
transforma. A pesar de que este tema ha sido bien estudiado y demostrado
experimentalmente [56], [58], en la mayoria de los trabajos de simulacién de
soldadura se desprecia este efecto [62], [29], [27]. A la diferencia, entre las
curvas MR1-MR2 y MR3-MR4 de la Figura 5. 24 a), se le conoce como
deformacion inducida por transformacion de fase.

A continuacion, en la Figura 5. 25 se presenta la microestructura final
obtenida de cada una de las muestras utilizadas en la prueba dilatométrica.
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Figura 5. 25. Fotomicrografias de las muestras utilizadas en dilatometria.

De acuerdo con la figura anterior, se observa que, para las velocidades
impuestas en la prueba MR3 y MR4, no se muestran cambios microestructurales
de las fases en relacion con la microestructura en equilibrio inicial, por tal motivo
el coeficiente de dilatacion térmica mantiene un comportamiento lineal con la
temperatura. Mientras que MR1 y MR2, por el contrario, evidencian la existencia
de la transformacién de fase producto de la alta velocidad de enfriamiento a las
que se sometieron las muestras.

El objetivo principal de explicar el comportamiento del coeficiente de
dilatacién térmica es exponer que el comportamiento estructural del metal base,
la zona de fusion y la zona afectada por el calor es diferente, por lo tanto, tiene
un efecto en la solucion mecanica del modelo numérico. Para abordar este tema
la investigacion expone los resultados alcanzados de distorsion obtenidos para
diferentes comportamientos del coeficiente de expansion. En la Figura 5. 26 a

continuacioén, expone en funcion de la temperatura las curvas que describen los
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diferentes comportamientos del coeficiente de expansion térmica para los aceros
AISI 1018 y 1520, obtenidos experimentalmente y calculados a través del

software JMatPro.

— 0.025
§ 0.0225 Exp_AISI 1520
o Exp_AISI 1520
O Exp_AISI 1018
‘£ 00175 JMatPro_AISI 1520
@ 0015 JMatPro_AISI 1018
F 0.0125
S 001
§ 0.0075 ; 4 \ En el enfriamiento
8 0.005 (contraccion)
0O 0.0025 =

0

0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600

Temperatura (°C)

Figura 5. 26. Coeficiente de expansion térmica vs temperatura.

Utilizando las curvas mostradas en la figura anterior, la investigacion
expone los resultados de la distorsién angular obtenidos por la solucién numérica,
en los cuales se puede apreciar el efecto de la deformacién inducida por
transformacion de fase en la solucion estructural obtenida de la simulacién de los
procesos de soldadura. Los resultados de distorsién para el acero AISI 1018 y
1520 soldados por el proceso GMAW, LBW y HLAW de acuerdo con el
comportamiento del coeficiente de expansion térmica se exponen en la Figura 5.
27.

Como se expone en la Figura 5. 27, la distorsién angular obtenida por la
solucién numérica disminuye el error respecto a los datos experimentales cuando
se toma en cuenta la deformacién inducida por transformacion. Esto se debe a
gue el comportamiento del coeficiente de dilatacién térmica, como se mostroé en
la Figura 5. 26, se comporta diferente durante la contraccion (enfriamiento), las
transformaciones de fase causadas por velocidades de enfriamiento mayores
gue la velocidad critica para que ocurra la transformacion dentro de la zona de
fusién y la zona afectada por el calor, provoca que el coeficiente de dilatacién
térmica no mantenga su comportamiento lineal al igual que cuando se incrementa
la temperatura. La investigacion obtuvo que el error relativo para cuando no se
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toma en cuenta la deformacién inducida por transformacion es del 20 % para el
acero AISI 1018 y del 25 % para el AISI 1520.
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Figura 5. 27. Distorsion angular obtenida para los procesos a) GMAW, b)

LBW y c) HLAW. Efecto de la deformacién inducida por transformacién de fase

en la solucién numérica obtenida para la simulacion de los procesos de

soldadura.
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5.3 Comportamiento de la Distorsion

A continuacion, se expone el comportamiento de la distorsion de los
componentes soldados por la presente investigacion. Para los procesos de
soldadura GMAW, LBW y HLAW los datos experimentales son comparados con

la solucién numeérica obtenida.

5.3.1. Evaluacion del proceso GMAW

La medicion de la distorsion a través de la técnica de escaneo 3D para las
geometrias soldadas por el proceso GMAW se muestran en la Figura 5.28 para
el cup6n de 16 mm soldado en posicion plana y para la geometria con cambio de
pendiente en la Figura 5. 29. A su vez se compara con los resultados obtenidos
por la solucion numérica.
Kinematics . Displacemert MNORM o

Min = 1.27373e-027 &t Mode G593 420
e = 41283 at Mode G5437 00

I 361 300

2.00

o155

103

052 0.50

a) Simulacién b) Experimental

0.00 0.00

Figura 5.28. Comportamiento de la distorsion en los cupones soldados

por GMAW a tope y en posicién plana.

Como se muestra en las Figura 5.28 y Figura 5. 29, la técnica digital de
escaneo 3D haciendo uso del escaner laser permite obtener una vision
tridimensional del comportamiento de la distorsion en las uniones soldadas por la

investigaciéon. Lo que proporciona una comparaciéon mas detallada de la solucién

106



numerica con los datos experimentales. Actualmente las investigaciones que se
han dedicado a estudiar el comportamiento de la distorsiobn en componentes
soldados como los trabajos de Marcelo [83], Park [84], Rong [85], entre otros,
utilizan técnicas que solo les permiten comparar desplazamientos en ciertos
puntos del componente para crear las curvas que caracterizan la deformacién
angular y longitudinal. Mientras que a través de las TDE3D debido a la nube de
puntos obtenida se puede comparar tanto cualitativamente el comportamiento del
componente soldado como los desplazamientos puntuales a través de planos de

corte en cualquier posicion.
Kinematics ;. Displacement MORM

Min = 1.31091e-027 at Mode 173733
Max = 391363 at Mode 265163
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Figura 5. 29. Comportamiento de la distorsion en placas de 12 mm de
espesor de acero AISI 1520 soldadas por GMAW.

En la Figura 5. 301 a) y b) se muestra la distorsion angular y longitudinal
respectivamente, medida para los cupones soldados en posicion plana de acero
AISI 1018 de 16 mm de espesor.

Como se puede apreciar en la Figura 5. 30 a) la distorsién angular obtenida
por el modelo numérico se ajusta a los datos experimentales obtenidos, aunque
en la zona adyacente al cordon de soldadura existe incertidumbre, debido a que
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los modelos termo-mecanicos utilizados no pueden predecir la geometria del
cordon de soldadura. Para la distorsion longitudinal, Figura 5. 30 b), el error
absoluto méximo es 0,3 mm, en la figura se muestra partes de la curva que son
errores en la edicion de los datos obtenidos por el escaner, ese error corresponde
a los puntos de referencia (target) cuando el software construye la malla de

poligonos y no es capaz de eliminarlos.
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Figura 5. 30. Distorsién del componente soldado por GMAW de acero
AISI 1018 de 16 mm de espesor; a) distorsién angular y en b) distorsion

longitudinal.

Para las geometrias con cambio de pendiente en la Figura 5.31 se
exponen los resultados de la distorsion angular, los cuales corresponden con la
solucion expuesta en la Figura 5. 29 para las soldaduras en los cupones de 12
mm de espesor de acero AlSI 1520 soldados por GMAW. Ademas, en las Figura
5. 32 y Figura 5. 33 se muestra el comportamiento de la distorsion angular y

longitudinal medido experimentalmente cuando se cambia la abertura de bisel.
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Figura 5. 32. Distorsion angular medida experimentalmente en posicién
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Figura 5. 33. Distorsion longitudinal medida experimentalmente en

posicion plana para los cupones de 16 mm de espesor.

160

Como se puede observar en las figuras Figura 5. 32 y Figura 5. 33 la

distorsiébn tanto angular

como

longitudinal del componente tiende a

incrementarse cuando la abertura de bisel se incrementa, esto esta relacionado
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con el volumen de metal aportado por el proceso, mientras mas grande es la
abertura de bisel, para los mismos parametros de soldadura, mayor es el &rea de
la seccion transversal y por tanto los gradientes de temperatura a través del
espesor se incrementa. A pesar de que el cupén que corresponde con el bisel de
20° tuvo la maxima distorsion, esto estuvo relacionado con los puntos de
soldadura durante la preparacion inicial del cupén.

Otro resultado obtenido por la investigacion se muestra en la Figura 5.34,
en la cual se mide la distorsion angular para los componentes soldados por
GMAW Yy en los cuales se cambia la pendiente. En ésta se puede observar que
el cambio de pendiente provoca que el refuerzo de la soldadura disminuya segun
se incrementa la pendiente, asi se explica en la Figura 5. 23 de la seccion 0.
Ademas, se evidencia que la distorsion angular maxima es independiente del

refuerzo de soldadura y el cambio de pendiente.

4

Refuerzo de la soldadura.

Desplazamiento maximo.

0] 5?””””,17 100 150 200
B \

Falla de los puntos de
soldadura.

N

Desplazamientos
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o

35° 25° 20° 15°

Dimension X (mm)
Figura 5.34. Distorsién angular producto del cambio de pendiente desde
15° hasta 35° de inclinacién.

En la Figura 5.34 se sefiala la falla ocurrida en dos cupones de los
experimentos al lado izquierdo de la soldadura producto del desprendimiento de
los puntos de soldadura realizados en la preparacién del componente, a pesar de
esto la distorsion angular maxima inducida por el proceso de soldadura se
mantuvo constante para los cuatro cupones soldados por el proceso GMAW.

De igual forma en la Figura 5.35 se expone la distorsion longitudinal de los

cuatro cupones soldados con cambio de pendiente.
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Figura 5.35. Distorsion longitudinal para las geometrias con cambio de

pendiente.

Como se muestra en la figura anterior, no existe una correspondencia
entre el incremento de la pendiente y la distorsion longitudinal, a pesar de que el
cambio de la pendiente provoca un incremento en la altura del refuerzo los
resultados medidos de la distorsion longitudinal para los cuatro cupones soldados

por el proceso GMAW son independientes.

5.3.2. Evaluacion del proceso LBW

La medicion experimental de la distorsion inducida por el proceso de
soladura LBW se muestra en la Figura 5. 36. En esta se muestra la comparacion
de los resultados obtenidos con la simulacion computacional de la soldadura de
los cupones de 12 mm de espesor en posicion plana, de acero AISI 1520.

Como se evidencia en el resultado experimental de la Figura 5.37, los
modelos que definen la simulacion del proceso de soldadura Laser logran
predecir el comportamiento de la distorsién con un error absoluto maximo de 0.14
mm. De la misma forma, en la se expone el comportamiento de la distorsion
angular (a) y longitudinal (b), medida para los cuatro cupones mientras se

incrementa la pendiente.
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Figura 5. 36. Comportamiento de la distorsion en los cupones soldados

por L BW a tope y en posicion plana.
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Figura 5.37. Comportamiento de la distorsion en los cupones soldados
por el proceso LBW. En a) se muestran los resultados de la distorsién angular y
en b) la distorsion longitudinal.

La figura 5.38 a) muestra, que segun se incrementa la pendiente del cupon
la distorsién angular disminuye. Aunque las magnitudes de los desplazamientos
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en la experimentacion estan cerca del rango de error del escaner empleado, se
puede observar que existe correspondencia entre la simulacion y los datos
experimentales, el error maximo se encuentra alrededor de 0.3 mm. En la
medicion de la distorsion longitudinal, figura 5.38 b), el rango de los
desplazamientos obtenidos estan dentro del error del equipo laser, a pesar de
esto la variacion de los datos y los resultados experimentales se encuentran

acotados en un rango por debajo de los 0.2 mm de error absoluto.

5.3.3. Evaluacion del proceso HLAW

Como parte de los objetivos especificos de la investigacion, los resultados
obtenidos relativo a la experimentacion del proceso de soldadura hibrido
mostraron una reduccion de la distorsiébn angular de 4 mm, respecto al proceso
de soldadura GMAW, a la vez que se incrementd tres veces la velocidad de
soldadura y en 6 mm la penetracion de la union.

A continuacién, en la Figura 5. 38 se muestra la comparacion del
comportamiento de la distorsién obtenida experimentalmente, a través de la
técnica digital de escaneo 3D, y la simulacién por elementos finitos mediante el
software SYSWELD.

Winematicz : Dizplacement 7
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Figura 5. 38. Comportamiento de la distorsion en los cupones soldados

por HLAW a tope y en posicion plana.
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Como se puede observar en la figura anterior, la TDE3D es una
herramienta potente que logra ofrecer una vision tridimensional del
comportamiento estructural de los componentes soldados por el proceso HLAW.
Ademas, ayuda a validar los datos obtenidos por la simulacion computacional en
el calculo de los desplazamientos provocados por el proceso de soldadura. La
investigacioén obtuvo un error de 1.17 mm en la prediccion de la distorsién angular
maxima para el proceso HLAW, en la Figura 5.39 se muestran las curvas

simuladas y las obtenidas experimentalmente.
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Figura 5.39. Distorsion angular de los cupones soldados por HLAW a

tope y en posicion plana.

La Figura 5.39 muestra los resultados simulados y comparados con los
experimentales cuando se cambia la pendiente en la que se suelda el cupon. Los
valores de las pendientes son 0°, 15°, 25°y 35°. Los parametros de soldadura se
mantuvieron constantes y de los cuatro cupones soldados se eliminaron dos (0°
y 25°) debido a incertidumbre en las mediciones. Como se observa en la figura,
la distorsion angular maxima calculada mantiene un error absoluto de 0,6 mm.
Se puede concluir que el cambio de pendiente no incrementa la distorsion del

componente soldado por el proceso de soldadura hibrido.

114



CAPITULO 6

CONCLUSIONES

El andlisis de la distorsion inducida por los procesos de soldadura GMAW,
LBW y HLAW, en placas de acero AISI 1018 y 1520 cuando cambia la pendiente
durante la trayectoria de soldadura se ha llevado a cabo en la presente
investigacién. De los resultados obtenidos experimentalmente y a través del
método de los elementos, como herramienta para analizar el comportamiento de
la distorsion en uniones soldadas, se concluye lo siguiente:

La union de los cupones soldados por el proceso HLAW logra incrementar
la velocidad de soldadura, de 10 mm/s para GMAW a 30 mm/s. Incluso, para el
mismo espesor se logra penetracion del 100 % con HLAW, mientras que para
GMAW la penetracion se mantiene alrededor del 62 %. El proceso de soldadura
LBW también incrementa la velocidad de soldadura, hasta 25 mm/s, pero se
mantiene por debajo del proceso hibrido para la misma potencia entregada por
la fuente laser.

Los resultados del analisis microestructural muestran, que tanto el proceso
autdgeno laser como el proceso hibrido presentan velocidades de enfriamiento

lo suficientemente rapidas que propician el crecimiento alargado de la estructura
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cristalina dentro de la zona de fusion y la zona afectada por el calor. Generando
una microestructura heterogénea muy fina, en la que se encuentra morfologias
de ferrita alotrimérfica muy fina y formacién de martensita, que dan como
resultado alta dureza de estas zonas y muy baja tenacidad, principalmente en las
uniones realizadas por el proceso laser.

En relacion con el comportamiento mecénico de las uniones realizadas por
los procesos HLAW y LBW, se obtuvo un incremento considerable en la dureza
de la zona de fusién y la zona afectada por el calor, alrededor del doble de la
dureza del metal base, que es de 200 HV. Aunque, el proceso laser mostro mayor
heterogeneidad de la dureza en la zona afectada por el calor, mostrando valores
por encima de los 450 HV. Los ensayos de traccién mostraron que el proceso
HLAW incrementa la resistencia mecéanica de la union en 44% en relacion con la
resistencia maxima del metal base y todos los cupones ensayados presentaron
la rotura alejada de la zona de fusion. A diferencia, la unién producida por el
proceso Laser apenas incremento la resistencia mecanica en un 14 %y la rotura
ocurrié en la zona de fusion para todos los cupones. Ademas, las pruebas de
impacto realizadas demostraron que el proceso Laser presenta la energia al
impacto mas baja en comparacion con los procesos HLAW y GMAW.

Los resultados obtenidos del analisis numérico mostraron que los modelos
termo-mecéanicos empleados describen el comportamiento térmico y estructural
de las uniones soldadas, con un error cuadratico medio del 12%. La temperatura
pico maxima obtenida por los modelos térmicos mostraron que para el proceso
GMAW, la temperatura puedo alcanzar los 3000°C en los nodos centrales del
bafio de soldadura, mientras que para LBW la temperatura se incrementa un poco
mas, pero esta se distribuye en mas nodos del bafio y correspondientes a la zona
del keyhole. Para el proceso hibrido la temperatura pico alcanza los 5000°C y el
bafio de soldadura se alarga producto de la combinacion de las altas
temperaturas y la velocidad incrementada de soldadura. En cuanto a los
resultados de distorsion, los resultados experimentales mostraron que no se
incrementa la distorsion angular cuando la pendiente cambia. Y de los tres

procesos investigados, el proceso de soldadura laser presentd la menor
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distorsiéon de los componentes, redujo de 4 mm para GMAW a 0,75 mm la
distorsion angular maxima.

El modelo doble elipsoide de Goldak empleado en la presente
investigacion para modelar la fuente de calor del proceso por arco eléctrico, logra
predecir la dimension de la zona afectada por el calor del proceso GMAW vy la
zona predominante por el arco eléctrico en la soldadura hibrida, el error de la
prediccion se encuentra alrededor de 0,2 mm, pero no de igual forma para la zona
de fusion. Respecto a esto, el modelo determina el ancho de la zona de fusion y
la penetracion, pero la isoterma que corresponde con la temperatura de fusion
para la interface solido liquido no coincide con los datos experimentales. Este
problema se acentla para el proceso GMAW cuando cambia la pendiente de la
trayectoria, experimentalmente se obtuvo que la geometria de la zona de fusion
cambia radicalmente segun va incrementando la pendiente y el modelo eliptico
ya no puede predecir el comportamiento geométrico del area de la seccidn
transversal. Para los procesos LBW y HLAW, en los experimentos no se encontrd

este problema.
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