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Resumen

En el presente trabajo se realiza la modelacion térmica de soldadura GTAW sobre placa de acero inoxidable AISI 316L. Se analizan los
aspectos teoricos mds relevantes a considerar durante la ejecucion de un andalisis de este tipo. En la simulacion se emplea un software
de andlisis por elementos finitos de uso general y se enriquece una metodologia, previamente desarrollada, para la modelacion en 3D
no lineal transitoria del proceso de soldeo. En dicha metodologia se implementa una subrutina en lenguaje APDL, programada con el
modelo volumétrico de fuente calor de doble elipsoide, en un sistema de coordenadas cartesiano. Se analiza la influencia del paso de
tiempo seleccionado sobre los resultados de la simulacion. Finalmente se valida la metodologia enriquecida, en base a la correlacion
de los resultados del modelo respecto a los resultados experimentales.
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Abstract: In the present work, thermal modeling of GTAW welding on AISI 316L stainless steel plate is presented. More relevant
theoretical aspects to be considered during the implementation of an analysis of this type are discussed. For the simulation a general
purpose finite element analysis software has been used. A previously developed methodology for 3D nonlinear transient modeling
of welding process has also been improved. In this methodology a subroutine in APDL language is implemented, programmed with
the double ellipsoid volumetric heat source model, in a Cartesian coordinated system. The influence of the selected time step on the
simulation results is analyzed. The good correlation obtained among the results calculated by means of the model and the experimental
data validates this improved methodology.

Key words: Welding, GTAW, modelation, ANSYS.

1. Introduccion soldaduras, previamente desarrollada por Pozo-Morejon [7,8],

que emplea el software ANSYS Multiphysics version 12.0. En

En las tres ultimas décadas se han realizado multiples
investigaciones dirigidas a procedimientos analiticos que
simulen con mas precision los procesos de soldadura, empleando
el analisis por elementos finitos (AEF). Estas modelaciones
se realizan con software de elementos finitos especialmente
desarrollados para aplicaciones en soldadura como el WELDSIM
[1] o el SYSWELD [2], o mediante software comerciales de
uso general como ANSYS [3-5], ABAQUS o COSMOS [6]. El
empleo de un software de uso general trae consigo la necesidad
de desarrollar metodologias y programas para la ejecucion
del analisis térmico de soldaduras. De esta manera se requiere
implementar las propiedades termodependientes del material,
los modelos de fuentes de calor a emplear y su desplazamiento
sobre la pieza, el aporte de material, si existiera, las condiciones
de frontera, entre otros.

En este contexto, en el presente trabajo se propone el
enriquecimiento de una metodologia de simulacion térmica de

(Recebido em 06/06/2011; Texto final em 30/08/2011).
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dicha metodologia se implementa el modelo volumétrico de
fuente de calor mas universalmente empleado, modelo de doble
elipsoide, mediante una subrutina en lenguaje APDL (4ANSYS
Parametric Design Language). La metodologia se aplica con
éxito a la simulacion de un experimento de soldadura GTAW
sobre placa de acero inoxidable austenitico, llevado a cabo por
Depradeux [9].

2. Fundamentos del analisis térmico de soldaduras mediante
elementos finitos

La ecuacion de difusion del calor en la que se basan los
programas de AEF para realizar el analisis térmico de una
soldadura se expresa de dos maneras [3,10]:

oT o oT o oT o oT
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donde p(T) - representa la densidad del material como propiedad
termo dependiente, ¢(T) - calor especifico, H—entalpia especifica
del material, q - calor generado por unidad de volumen, Kx(T),

Soldag. insp. Sao Paulo, Vol.16, No. 3, p.256-264, Jul/Set 2011



Andlisis térmico de soldadura GTAW sobre placa de acero AISI 316L empleando el método de elementos finitos

Ky(T), Kz(T) - coeficientes de conductividad térmica en las tres
direcciones, T - temperatura y t - tiempo.

2.1. Modelo de fuente de calor de doble elipsoide

El modelo de fuente de calor de doble elipsoide de Goldak
constituye uno de los mas universalmente empleados en la
simulaciéon de soldaduras, ya que se adapta a procesos de
soldadura por arco, laser y haz de electrones, entre otros [11]. Este
modelo combina dos fuentes, de manera que la mitad delantera
esta constituida por el cuadrante de una fuente elipsoidal y la
mitad trasera por el cuadrante de otra (figura 1). Dicho modelo
matematico permite realizar el calculo de la densidad de calor, o
densidad de potencia térmica, que actia en cada punto de interés
que se encuentre dentro del volumen de la fuente (zona gris de
figura), en un sistema de coordenadas cartesiano, a partir de las
ecuaciones que a continuacion se muestran [11, 12].
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Figura 1 - Modelo de fuente de calor de doble elipsoide.

Para los puntos que se encuentren dentro del cuarto de
elipsoide que va al frente, la ecuacion de la densidad de potencia
térmica es la siguiente:

631, -0 [_3%_3#_322] W) (3)
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Para los puntos que se encuentren dentro del cuarto de
elipsoide trasero:

. 2 2 2
q(x,y,2)= Wexp[_ 3x7 3y 32} (W/m¥)  (4)
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Donde a, b y ¢ - parametros dimensionales de la fuente de calor
elipsoidal (figura 1) (m), X, y, z- coordenadas sobre cada eje del
punto de interés dentro del elipsoide respecto a su centro (m),
Q — potencia térmica efectiva del arco (W), 1,y r, - coeficientes
adimensionales de proporcion de aporte del calor en la parte
delantera y trasera de la fuente, respectivamente (se tiene que
cumplir que r, +r, = 2). Los valores para estos coeficientes se
determinan como [17]:

2c, 2c,
= r, = 5) v (6
e ve) , "o ve) )y (©6)
Para procesos de soldeo por arco eléctrico:
Q=n-V-I (W) (7
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Donde 1 - representa la eficiencia térmica de la fuente de calor,
V — voltaje de arco (V); I — corriente de soldadura (A).

La densidad de potencia térmica maxima “q, ” se aplica en el
centro del doble elipsoide (figura 1) y equivale a la calculada por
la expresion que antecede a la exponencial en las expresiones 3
y 4. En la medida que el punto de interés dentro del elipsoide se
encuentra mas alejado de dicho centro la densidad de potencia
térmica disminuye de forma Gaussiana. Para cualquier punto
fuera de la frontera de los dos cuartos de elipsoide la densidad
de potencia térmica que se aplica es nula.

De esta manera la distribucion de calor en este modelo se
describe por cinco parametros, uno es la eficiencia del arco n y
cuatro que son parametros dimensionales a, b, ¢, c,. Debido a
la equivalencia entre las dimensiones del modelo de fuente y la
del bafio de soldadura algunos autores sugieren que los valores
apropiados para a, b, ¢, ¢, deben obtenerse por medicion directa
experimental de la geometria de la zona fundida (ZF) de la
soldadura (macrografia de su seccion transversal y de los rizos
de la superficie del bafio), donde (a) es el semiancho de la zona
fundida, (b) la penetracion y (c,, c,) el largo delantero y trasero
del bafio [11]. Esto tiene el inconveniente de que cada régimen
de soldadura en particular requeriria realizar varios depdsitos y
efectuar las mediciones experimentales.

Es importante destacar que para un mismo calor de entrada
(Q) si las dimensiones del modelo de doble elipsoide aumentan,
disminuyen las dimensiones de la zona fundida y viceversa.
Es recomendable calibrar el modelo de doble elipsoide, que
finalmente se empleara en las simulaciones, variando los
parametros n, a, b, ¢, ¢, hasta ajustar las dimensiones de la zona
fundida y las curvas de ciclo térmico, calculadas por el modelo
respecto a las determinadas experimentalmente para puntos
situados a diferentes distancias del eje de la soldadura.

Goldak establece que si se pretende estudiar en detalle la
region cerca del bafio este modelo de doble elipsoide puede ser
muy favorable, sobre todo combinado con una malla fina con
alrededor de diez elementos lineales a lo largo del eje del arca
elipsoidal de entrada de calor [15]. A pesar de lo anterior, este
modelo constituye una simplificacién que no considera todos los
fenémenos fisicos complejos que ocurren dentro de la fuente de
calor real y dentro del bafio de soldadura, por lo que se debe ser
cauteloso cuando la zona de interés es precisamente dicho bafio.
Fuera de la ZF el modelo garantiza precision de resultados por lo
que en el presente trabajo se hace énfasis en su implementacion.

2.2. Movimiento del modelo de fuente de calor y
generalizacion de su expresion matematica para un sistema
de coordenadas cartesiano

En los modelos de elementos finitos que simulan un proceso
de soldeo existe un sistema de coordenadas cartesiano fijo global
(X, Y, Z) y se declara un sistema moévil (X, y, z) que se encuentra
ubicado en el centro de la fuente de calor y que se desplaza con
esta (figura 2).
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Figura 2 - Sistemas de coordenadas empleados en la
modelacion.

A modo de ejemplo, para el caso general de una fuente que
se desplaza en una direccion paralela al eje de coordenadas “Z”
la expresion 3, que define el modelo de fuente, se transforma en:

6370 [ 3(x-h)? 30—k 3(Z-m,—v)’
bl bl = - - - E 8
r.2) abe, mm P a’ b? : ®

€y

Donde X, Y, Z - representan las coordenadas del punto de interés
dentro del elipsoide respecto al sistema de coordenadas global
(m), “h”y “k” - distancias sobre el eje “X” y “Y” respectivamente
entre el origen del sistema de coordenadas fijo y el movil que se
desplaza con la fuente (m), m — define la posicion del centro de
la fuente (origen del sistema de coordenadas moévil) en direccion
al eje “Z” para t=0 respecto al origen del sistema de coordenadas
global (téngase en cuenta que m_ es negativo cuando el centro
del sistema coordenado mévil esta sobre semieje “Z” negativo, y
es positivo en caso contrario) (m), v — velocidad de soldeo (m/s),
t — tiempo transcurrido (s).

De esta manera, en cualquier instante de tiempo, multiplo del
paso de tiempo, los parametros h, k, m , v, t definen la posicion
del origen del sistema movil de coordenadas (centro de la fuente
de calor) respecto al origen del sistema global. Precisamente el
producto “vt” es el que define el desplazamiento de la fuente en
direccion del eje “Z” para cualquier instante. La expresion 4 se
transforma de manera analoga a la 3.

2.3. Paso de tiempo en el calculo computacional

Durante la simulacién en estado transitorio de un proceso
de soldeo mediante el AEF el modelo de fuente de calor no se
traslada de forma continua, sino a intervalos de un paso de tiempo
(time-step). De esta manera, el modelo de elementos finitos se
convierte no en una soldadura continua, sino conformada por una
serie de zonas en las que se aplica el calor de manera secuencial
y que generalmente se solapan unas con otras.

En zonas de severos gradientes térmicos (zona cercana a la
soldadura) existe una relacion entre la dimension del elemento
en la direccion del flujo de calor y el menor paso de tiempo
que conduce a buenos resultados. Francis, Cronje, entre otros,
recomiendan emplear la expresion 9, con vistas a definir el paso
de tiempo minimo (o maximo tamafio de elemento) [2, 13].

2

Paso de tiempo > o (s) ©)
a
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Donde 6 - dimension del elemento finito a lo largo de la direccion
de conduccion del calor, perpendicular al eje de la soldadura
(m); o - difusividad térmica del material (m?/s).

Seglin otras fuentes, cuando se emplea el “paso de tiempo
automatico” y elementos cuadraticos se recomienda que el paso
de tiempo se calcule por expresion similar a la 9, pero incluyendo
un 4 en el denominador [14, 15]. Ambas férmulas conducen a
resultados de paso de tiempo relativamente pequefios, sobre todo
para mallas finas, que de emplearse aumentarian la precision del
resultado, pero también los tiempos de calculo. De esta manera,
se prefiere en el trabajo la expresion 9 que garantiza un paso de
tiempo mayor, que a su vez cumple con esta segunda condici
on.

Otra recomendacion respecto al paso de tiempo a emplear
ha sido formulada por Goldak, quien establece que la fuente de
calor debe avanzar aproximadamente la mitad de su longitud
para modelos planos tridimensionales, mientras que si avanza
mas de tres veces su longitud (la aplicacion del calor es en zonas
aisladas sin solapamiento), entonces la diferencia entre el campo
de temperaturas medido y el calculado puede ser grande [11,
13]. En otro trabajo este mismo autor emplea un paso de tiempo
inferior, de 1/3 de la longitud del modelo de fuente [16]. Se debe
por tanto evitar magnitudes de pasos de tiempo menores que
el calculado por la expresion 9 y mayores que un valor aun no
precisado con claridad en la literatura, por lo que constituye un
topico importante a estudiar.

3. Propiedades termofisicas del acero AISI 316L

En los modelos de transferencia del calor, como se ha
mostrado en epigrafe 2, se deben introducir tres propiedades
termofisicas basicas del material: conductividad, densidad y
calor especifico. Sin embargo, en analisis térmicos transitorios
no lineales donde se simulan cambios de fase (como en la
soldadura), se necesita considerar el calor latente, que es la
energia que el sistema almacena o entrega durante dicho cambio
[14]; 1o anterior se logra declarando como propiedad del material
la entalpia en funcion de la temperatura, que como concepto
agrupa a la densidad y el calor especifico, uno de los aspectos
que enriquecen la metodologia de modelacion de soldaduras
empleada [7, 8].

Existen discrepancias entre los autores sobre las
temperaturas de solido y liquido del acero AISI 316L, que
determinan el intervalo del calor latente. Tissot considera
que estas temperaturas son 1400 - 1500 °C respectivamente,
mientras que Desroches las establece en 1450 - 1500 °C [9]. En
un inicio fue tomado, para la modelacion del proceso de soldeo,
como intervalo de calor latente 1450 - 1500 °C, lo cual implica
una brusca variacion de la entalpia en un intervalo de 50 °C,
y provoca dificultades de convergencia al ejecutar los calculos,
corroborando lo establecido por Sun [17]. Tal dificultad fue
superada mediante la ampliacion del intervalo de calor latente
de 1420 °C a 1500 °C (rango de 80 °C), garantizandose un
buen balance entre velocidad de convergencia de la solucion y
precision de los resultados.

En el trabajo fue tomada la conductividad térmica
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brindada por Depradeux, y como este autor recomienda, para
la temperatura de liquido “T,” el valor de dicha propiedad fue
duplicado para simular la transferencia de calor por conveccion
que tiene lugar en el bafio [9]. Por encima de “T,” esta propiedad
fue mantenida constante (figura 3).
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Figura 3 - Conductividad térmica del acero AISI 316L.

Para definir la entalpia se tomaron los valores calculados
por Becerra, a partir de la densidad y calor especifico dados por
Depradeux [4, 9]. Como recomiendan ambos autores el valor
fue extrapolado hasta “T”, luego la propiedad fue calculada a
la temperatura “T,” (H,, = H + Calor latente de fusion), y por
encima de “T,” fue mantenida la pendiente de la curva. Para esta
aleacion fue asumido como calor latente de fusion 1,8:-10° J/m?
[9]. Vea figura 4.
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Figura 4 - Entalpia del acero AISI 316L.

Sin dudas, los posibles errores que se introducen al declarar
las propiedades termodependientes constituyen una dificultad al
ejecutar las simulaciones de soldadura, debido a la diversidad
de criterios entre las diferentes fuentes. Debido a esto, con el
proposito de garantizar precision de las simulaciones, dichas
propiedades deben ser calibradas en base a los resultados de los
modelos y los experimentales.
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4. Analisis térmico mediante elementos finitos de soldadura
GTAW sobre placa AISI 316L

En el presente trabajo se simula un experimento de soldadura
realizado por Depradeux [9], sobre la superficie de una placa
de acero inoxidable AISI 316L, de 250 x 160 x 10 mm. El
procedimiento empleado fue: proceso GTAW con CD, argdn
como gas protector, electrodo de tungsteno — torio, diametro 1,6
mm y sin aporte. Los parametros utilizados en el experimento
fueron: corriente de 150 A, tension de 10 V, velocidad de soldeo
de 40 mm/min y flujo de gas de 11 litros/min. La longitud del
cordon fue de 230 mm, y este comienza y termina a 10 mm del
borde de la placa (vea figura 5 donde se representa la mitad de la
placa). La duracion de la soldadura fue de 345 s.

Para la validacion de las simulaciones seran utilizados
los datos experimentales de ciclos térmicos y la macrografia
de la zona fundida, obtenidos por Depradeux en una seccion
transversal, denominada por este como “STI1”, a 95 mm
del borde de la placa (figura 5) [9]. Los termopares fueron
colocados por este autor sobre la superficie superior de placa a
una distancia de 10, 25 y 50 mm del eje de la soldadura (Figura 5
a) y sobre la inferior a 0, 5, 10, 20 y 50 mm (Figura 5 b). A partir
de dicha macrografia se realizaron mediciones que arrojaron un
semiancho de la zona fundida de 3,4 mm y una penetracion de
4,1 mm.

Es importante aclarar que Depradeux en su trabajo, ademas,
modelo el proceso de soldeo en 2D y 3D, empleando un modelo
simplificado de fuente de calor y el software Aster [9].
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Figura 5 - Posicion de los termopares sobre ambas caras de
la placa, en seccion transversal ST1.
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4.1. Mallado del modelo

Desde el punto de vista de las condiciones de frontera, que
incluye la carga térmica que se aplica y la pérdida de calor por
conveccion, asi como el proceso de transferencia de calor por
conduccion a través del solido, el modelo a analizar es simétrico,
por lo que se analiza solo la mitad de la pieza, lo que reduce el
tiempo computacional.

El elemento usado en el mallado para el analisis térmico
es el SOLID70, un elemento hexaédrico lineal de ocho nodos
y un grado de libertad, la temperatura, recomendado para
ejecutar analisis no lineales térmicos transitorios [14]. Fue
ejecutado un mallado de la pieza mas refinado cerca del area
de soldadura, donde ocurren los mayores gradientes térmicos,
que se va haciendo mas basto a medida que se aleja de esta.
Fueron utilizadas tres dimensiones de malla, una gruesa con
elementos cubicos en la zona de la soldadura y cercana a esta,
con dimension de arista de 2,5 mm (con 4200 elementos y 5325
nodos), una media de con dimensioén de 1,25 mm (con 22400
elementos y 24498 nodos) y una fina con 0,625 mm (con 60000
elementos y 65070 nodos) (figuras 6, 7 y 8). Para el caso de
la malla fina esta dimension de elemento fue determinada a
partir del criterio de que garantizara al menos cinco elementos
dentro de la dimension del semiancho del elipsoide “a” (figura
1), que se hizo coincidir aproximadamente con el semiancho
de la ZF determinado experimentalmente, concordando con
recomendacion de Goldak, ya referida en epigrafe 2.1.

- :fvw:

Figura 6 - Malla gruesa.

Figura 7 - Malla media.
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Figura 8 - Malla fina.

4.2. Modelacion térmica

La modelacion térmica fue ejecutada empleando el
software de uso general ANSYS MULTIPHISYCS version
12.0, aplicando la metodologia de analisis térmico desarrollada
por Pozo-Morejon [7, 8]. Dicha metodologia fue enriquecida
mediante la implementacion del modelo de fuente de calor de
doble elipsoide y el empleo de la entalpia como propiedad en el
modelo, que permite considerar los cambios de fase, esto Gltimo
analizado previamente en epigrafes 2 y 3.

El modelo de fuente de calor de doble elipsoide fue
implementado mediante subrutina desarrollada en el propio
lenguaje APDL de ANSYS. Para cada paso de tiempo, dentro
del tiempo de arco, en base a la posicion del centro de la fuente
se seleccionan los nodos que se encuentran dentro del doble
elipsoide y a estos se les aplica la carga térmica calculada,
mediante expresion 10 (o su equivalente para cuarto de elipsoide
posterior), a través del comando “BF” y la etiqueta “HGEN”".
El recorrido a través de todos los nodos seleccionados, para el
calculo de la carga térmica, dentro de cada paso de tiempo y
el salto de un paso de tiempo a otro se logra mediante lazos
“*DO - *ENDDO”. Dentro de cada paso de tiempo se calcula el
sistema mediante el comando “SOLVE” y finalizado el célculo
de cada uno se retira la carga térmica nodal mediante el comando
“BFDELE”. Finalmente se resuelve un tltimo paso de tiempo,
que equivale al tiempo de enfriamiento de la pieza hasta una
temperatura cercana a la ambiente, con subpasos de tiempo de
dimension variable, acotada entre un valor minimo igual a la
magnitud de los pasos de tiempo de arco y un maximo, que fue
establecido varias veces superior, en aras de reducir el tiempo
de calculo.

La subrutina que implementa el modelo de fuente de calor,
mediante la aplicacion de cargas nodales y el comando “BF”, ha
brindado buenos resultados, sin embargo estas cargas también
se pueden aplicar sobre los elementos, en base a la ubicacion
de su centroide, mediante comando “BFE” y la misma etiqueta
“HGEN?”, seglin reportan otros autores, como Malik [18].

Segin metodologia, fue establecido el método de solucion
“full” de “Newton Rapson”, el valor de convergencia de la
solucionen 0,1 °Cylacarga térmica fue aplicada a salto “stepped”
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en cada paso de tiempo [7, 8]. En este caso fue necesario elevar
el niimero maximo iteraciones para alcanzar la convergencia
hasta 60. Fue declarara como temperatura inicial de la placa 28
°C. Sobre todas las areas exteriores del modelo fue establecida
una pérdida de calor por conveccion al medio de 10 W/(m?x°C),
similar a la empleada por Depradeux [9], exceptuandose el area
de simetria, donde no puede existir intercambio de calor. En el
presente trabajo se han considerado las pérdidas de calor por
radiacion, con valores de interés a temperaturas cercanas a la
de fusion, mediante el ajuste del valor de eficiencia de la fuente
de calor (1), como recomiendan varios autores [6, 7, 8, 19, 20].
Depradeux ha empleado en su modelacion una eficiencia de la
fuente de calor entre 70 y 80% [9], mientras que en este trabajo,
luego de ajustes, se ha decidido emplear una eficiencia de 75 %,
de manera que la potencia térmica que se introduce a los modelos
es de 1125 W (calculada seglin expresion 7). Las propiedades
termofisicas empleadas son las argumentadas en epigrafe 3.

Los pasos de tiempo minimo se determinaron para cada tipo
de malla de acuerdo a expresion 9, para una temperatura cercana
a la de fusion (1200 °C), los que fueron: malla gruesa 1,04 s,
media 0,26 s y fina 0,07 s. Con vistas a analizar la influencia
de esta variable, y siguiendo recomendaciones expuestas en el
epigrafe 2.3, se eligen pasos de tiempo de 2,5; 5; 10; 15 y 40
s, que representan saltos de la fuente de calor de 0.17 veces su
longitud, hasta 2,73 veces y cumplen con condicion 11.

Las dimensiones utilizadas en el modelo de doble elipsoide
fueron establecidas cercanas a la dimension de la seccion
transversal de la ZF, segiin macrografia de Depradeux [9],
tomandose a = 3.25 mm y b = 4.1 mm. Fueron asumidos c, =
3.25 mmy ¢, = 6,5 mm, ya que para estas dimensiones no se
poseen datos experimentales. Fue establecida por tanteo una
duracion de 4000 s para el paso de tiempo final de enfriamiento.

4.3. Resultados y discusion

Primeramente fue analizada la convergencia de los
resultados para las distintas mallas (gruesa, media y fina) con el
empleo de un paso de tiempo de 2,5 s. Fue demostrado que para
las tres mallas practicamente las curvas de los ciclos térmicos
se sobreponen una sobre otra, de manera que el mayor error
relativo se presenta en el nodo sobre el eje de la soldadura (x
= 0) en seccion ST1, en el pico de maxima temperatura, con
apenas 1,2 % de error relativo (figuras 9 y 10). A continuacion
fue realizada la superposicion de las curvas que definen el perfil
de la zona fundida determinadas con los tres tamafios de malla,
fue calculada la dimension del semiancho y la penetracion,
determinandose que el mayor error relativo entre estas fue de
3,8 % (figura 11). Es evidente que el perfil de la zona fundida
determinado por la malla basta difiere en cuanto a configuracion
del experimental, debido a que solo hay dos elementos enteros
sobre el semieje del elipsoide. Los perfiles calculados mediante
las mallas fina y media practicamente coinciden. Como isoterma
que delimita la frontera de la ZF se tom¢ la temperatura de 1475
°C (temperatura media entre “T” y “T” para esta aleacion).
De esta manera se puede afirmar que los resultados de las tres
mallas convergen, por lo que son adecuadas para la corrida
térmica. Por supuesto, si los resultados de interés fueran en la
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Figura 9 - Ciclos térmicos de puntos situados a 10, 25, 50 mm
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paso de tiempo 2,5 s (coinciden mallas fina, media y gruesa).
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Figura 11 - Comparacion entre zona fundida experimental
(macrografia en ST1) y calculadas para diferentes tamafos de
malla, con paso de tiempo de 2.5 s.
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zona cercana a la soldadura, se deben preferir las mallas fina
y media que garantizan la mayor precision, mientras que si se
pretende realizar con posterioridad una corrida mecénica la
mejor seleccion seria la malla gruesa porque reduce grandemente
el tiempo computacional.

En las figuras 9 y 10 se comparan, ademas, los resultados de
los modelos respecto a los experimentales para la cara superior
e inferior de la placa. Se aprecia una alta coincidencia entre
las curvas experimentales y las calculadas, con un por ciento
de error relativo < 5 % para las distancias de 10 y 25 mm y <
10 % para la distancia de 50 mm en la cara superior (figura 9).
Para la cara inferior en las distancias de 0, 5, 10, 25 mm el error
es <5 %y < 10 % para la distancia de 50 mm (figura 10). Al
comparar las dimensiones del semiancho y la penetracion de la
ZF experimentales y calculadas se obtiene que el error relativo
maximo es de alrededor de 6 % para las mallas fina y media, y
de alrededor del 10 % para la basta (tabla 1). De esta manera
se ha validado la metodologia de analisis térmico enriquecida,
que implementa el modelo de doble elipsoide de Goldak en
un sistema de coordenadas cartesiano, ya que fue demostrado
conduce a resultados de dimensiones y configuracion del bafo,
asi como ciclos térmicos para puntos situados a diferentes
distancias con un error inferior al 10 %. Fue demostrado ademas
que las propiedades termofisicas asumidas en epigrafe 3 son
correctas.

Tabla 1 - Error calculado respecto a experimental para
dimensiones de la zona fundida con diferentes tamafios de malla
(macrografia en ST1). Corrida con paso de tiempo de 2.5 s

Corrida Semiancho | Error | Profundidad | Error
(mm) (%) (mm) (%)
Experimental 34 4.1
Calc. Malla 35 203 3.9 6.02
fina

Calc. Malla 35 29 3.8 6.26
media

Calc. Malla 34 0.58 37 9.63
gruesa

Para analizar la influencia del paso de tiempo fueron
realizadas corridas con diferentes valores de este (2,5; 5; 10; 15
y 40 s), empleando la malla media. Es evidente que las curvas
de ciclos térmicos para el paso de tiempo de 40 s, que equivale
a un salto de la fuente de 2,73 veces su longitud, presentan una
configuracion burda y se alejan del resto y de los resultados
experimentales, atrasandose en demasia en el tiempo, con
un error relativo superior al 10 % (figuras 12 y 13); esto se
corresponde con lo planteado por Goldak ya que este paso de
tiempo se acerca al salto de 3 veces la longitud de la fuente, que
segun este autor brinda pobres resultados, como fue referido en
epigrafe 2.3. Téngase en cuenta que en este caso el calor se aplica
sobre el modelo de elementos finitos en zonas distanciadas, que
no se solapan unas con otras, por lo que hay una gran cantidad
de elementos en la zona de la soldadura que no reciben calor, lo
que se aleja del fendmeno real.
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Al analizar el resto de las curvas de ciclos térmicos, en las
figuras 12 y 13, se observa que en la medida que el paso de
tiempo aumenta, aumenta el retraso de las mismas respecto a los
resultados experimentales y disminuye la temperatura maxima
que estas alcanzan. Este resultado es logico ya que en la medida
que en el modelo el paso de tiempo se hace mayor, la posicion de
la fuente a lo largo de su eje de desplazamiento se retrasa, por lo
que el calor demora mas en llegar a cualquier nodo aledafio a la
soldadura. La disminucion de la temperatura maxima alcanzada
se justifica, ya que en la medida que el paso de tiempo aumenta,
las zonas donde se aplica el calor estan menos solapadas, por lo
que la influencia del calor que se transmite por conduccion hasta
los nodos aledafios a la soldadura desde la zona que antecede y
que sucede es inferior que cuando el paso de tiempo es menor.
Este comportamiento no se cumple para el caso del paso de
tiempo de 40 s ya que aqui prima el gran tiempo que la fuente
esta aplicando calor cerca de la seccion transversal donde se
colocan los termopares (ST1).

Del analisis de las figuras 12 y 13 se puede concluir que para
los pasos de tiempo de 2,5 s y de 5 s (donde la fuente de calor
salta 0,17 y 1/3 veces su longitud respectivamente) las curvas
de temperatura se mantienen relativamente cercanas entre si
y respecto al resultado experimental, siempre dentro del 10 %
de error relativo, concordando con lo establecido por Goldak y
analizado en epigrafe 2.3. Para los pasos de 10 s y 15 s (donde
la fuente salta 2/3 y una vez su longitud respectivamente) las
curvas, aunque se mantienen relativamente cercanas a las
anteriores, exceden el error relativo del 10% en el estadio de
calentamiento, mientras que garantizan buena precision durante
el enfriamiento.

En cuanto a las dimensiones del bafo (figura 14) es claro
que el paso de tiempo de 40 s se aleja del resto de los pasos,
aumentando dichas dimensiones producto del exceso de tiempo
en que se aplica el calor sobre una misma zona. Se justifica que
la dimension de la zona fundida para el paso de tiempo de 2,5 s
sea algo mayor que para los pasos de 5 sy 10 s, ya que en este
caso se impone el extremo solapamiento de las zonas donde se
aplica el calor, de manera que este se transmite por conduccion
desde la zona que la antecede y sucede.

A modo de resumen, a partir de los resultados analizados
se puede inferir que el paso de tiempo elegido para las corridas
durante una simulacion de soldadura mediante elementos finitos
se debe alejar por encima del calculado por la expresion 9, con
vistas a reducir los tiempos de cémputo. Los pasos de tiempo
aqui empleados de 2,5 s y 5 s, que garantizan saltos inferiores a
la recomendacion de Goldak (de que el paso de tiempo garantice
saltos de aproximadamente 2 veces la longitud de la fuente),
brindan resultados precisos, en concordancia con dicho autor.

Es conocida la reduccion de los tiempos de calculo que estos
pasos de tiempo provocan, sobre todo en la corrida mecanica, lo
que es muy importante si se persigue llegar hasta su ejecucion.
Seria de interés para futuros trabajos corroborar la precision de
los resultados de tensiones y desplazamientos que alcanzan estos
pasos de tiempo en una corrida mecanica, aunque esto queda
fuera de los objetivos propuestos en esta ocasion.
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Figura 14 - Influencia del paso de tiempo sobre la forma y
dimensiones de la ZF.

Soldag. insp. S@o Paulo, Vol.16, No. 3, p.256-264, Jul/Set 2011

6. Conclusiones

1 - Los resultados obtenidos en las simulaciones de soldadura
mediante el AEF, de temperaturas de ciclos térmicos para puntos
situados a diferentes distancias y de dimensiones del barfio,
manifiestan una alta correlacion con los experimentales, lo cual
evidencia:

e La adecuada seleccion de las propiedades termofisicas,
de conductividad térmica y entalpia, para el acero AISI
316L,

e La validez de la metodologia para la ejecucion de
un analisis térmico mediante ANSYS, asi como de
la subrutina en lenguaje APDL, que implementa el
modelo de doble elipsoide de Goldak, en un sistema de
coordenadas cartesiano.

2 - Se corrobora que el paso de tiempo elegido para las
corridas térmicas durante una simulacion de soldadura mediante
AEF se debe alejar por encima del calculado por la expresion 9,
con vistas a no aumentar en exceso el tiempo de calculo, sobre
todo para las mallas mas finas, pero sin sobrepasar el valor que
provoca un desplazamiento de la fuente de 1/3 veces la longitud
de la fuente. Se comprueba ademas que en la medida que el paso
de tiempo aumenta, aumenta proporcionalmente el retraso de las
curvas de temperaturas calculadas respecto a las experimentales.

3 - La metodologia enriquecida de modelacion de soldaduras
constituye un paso de avance hacia la posibilidad de estudio de
diversos fendmenos propios del proceso de soldeo, empleando
un software de AEF de uso general, y la solucion de multiples
problemas industriales, a tono con los esfuerzos que se
desarrollan en este campo a nivel mundial.
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