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Resumen y Abstract Vi

Resumen

Construccion de un modelo de elementos finitos para el estudio del
comportamiento termomecanico de una junta durante el proceso de soldadura por
Friccién Rotativa de Control Directo (RFWDD)

El presente trabajo describe y evalla un modelo numérico desarrollado para la simulacion
del comportamiento termomecanico presente durante el proceso de soldadura de friccion
rotativa de control directo (RFWDD). A nivel térmico el modelo considera de forma
transitoria en el tiempo los fenébmenos de generacién de calor por friccion y transferencia
de calor sobre las barras que intervienen en el proceso. Adicionalmente, se acoplé un
modelo mecénico que permite estudiar el comportamiento plastico de la junta al actualizar
en el tiempo el esfuerzo de fluencia del material acorde con la evolucion del perfil de
temperaturas. Ademas, el modelo mecanico enriquece el modelo de generacién de calor
y permite considerar el calor generado por deformacién. Para validar el modelo construido
se simularon tres condiciones de proceso diferentes y se compararon con resultados
experimentales reportados en la literatura. Los procesos de validacion corresponden a una
condicion de RFWDD simil de baja deformacién, RFWDD simil de alta deformacion y

RFWDD disimil entre cobre y hierro.

Palabras clave: soldadura por friccion rotacional, friccién, deformaciéon plastica,

elementos finitos.
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Abstract

Construction of a finite element model to study the thermomechanical behavior of
a joint during the Rotary Friction Welding process by Direct Drive (RFWDD)

This research describes and evaluates a numerical model developed for the simulation of
the thermomechanical behavior present during the Rotary Friction Welding process
operate in Direct-Drive (RFWDD). At a thermal level, the model considers the phenomena
of heat generation by friction and heat transfer on the bars that involved in the process in
a transitory way over time. Additionally, a mechanical model was used to study the plastic
behavior of the joint by updating the yield stress of the material over time according to the
evolution of the temperature profile Furthermore, the mechanical model enriches the heat
generation model and allows considering the heat generated by deformation. To validate
the built model, three different process conditions were simulated and compared with
experimental results reported in the literature. The validation processes correspond to a
condition of RFWDD-similar low strain, RFWDD-similar high strain and RFWDD-dissimilar

between copper and iron.

Keywords: rotational friction welding, friction, plastic deformation, finite elements.
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1 Introduccion

El desarrollo socio-tecnoldgico y el crecimiento demogréfico de la humanidad implican un
mayor consumo de los recursos naturales y de energia. De este modo, segun la Agencia
de Informacion Energética de los Estados Unidos (EIA), se estima que para el afio 2050 la
demanda mundial de energia ascendera un 56% respecto al afio 2010, lo cual pone en
riesgo la seguridad energética, reduce los recursos disponibles para las siguientes
generaciones y ocasiona un impacto irreversible en el medio ambiente [1]. Ante esta
situacion, la Organizacion de Naciones Unidas (ONU) plantea como Objetivo nimero 12
de Desarrollo Sostenible para el afio 2030 Garantizar Modalidades de Consumo y
Produccién Sostenibles, lo cual proyecta una influencia positiva en el desarrollo econémico

de Latinoamérica [2] y [3].

Para alcanzar un desarrollo industrial sustentable, es necesario mejorar la eficacia y la
eficiencia energética en los procesos de produccién a través de la optimizacion de los
procesos actuales sumado a una adopcidn y personalizacion innovadora de tecnologias a
necesidades locales [4]. Tal es el caso de la Soldadura por Fricciébn Rotativa (RFW, por
sus siglas en inglés), que tiene un gran potencial para reemplazar procesos de soldadura
convencionales sobre piezas con geometrias cilindricas y tubulares gracias a un consumo
energético mas eficiente, a su corta duracion y a la estabilidad generada en las uniones.
Esta sustitucién ha resultado exitosa en la industria naval, automotriz, aeronautica y

aeroespacial, donde el uso de este proceso aumenté en las Ultimas décadas [5], [6].

La RFW es uno de los procesos mas efectivos de unién entre materiales disimiles debido
a su alta integridad de junta. De acuerdo con el Welding Handbook de la American Welding

Society sus ventajas comparadas con los procesos tradicionales de soldadura son [7]:
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- No requiere metal fundido intermedio de relleno ni flujo de gas protector. Tampoco
genera arcos, chispas no gases nocivos convirtiéndolo en un proceso amigable con
el ambiente.

- Los defectos de solidificacion y las porosidades no son tenidas en cuenta porque
en la practica no son criticas.

- No se requiere una alta calidad de la limpieza superficial.

- La Zonas Afectadas por el Calor (ZAC) es significativamente menor.

- Permite unir la mayoria de los metales de ingenieria y sus combinaciones.

- La piezafinal, en la mayoria de los casos, presenta una eficiencia de junta tan alta
gue la zona de unién es mas resistente que el material mas débil.

- No requiere habilidades manuales de soldadura por parte del operador.

- El proceso es facil de automatizar para una produccion masiva.

- Es un proceso que toma poco tiempo.

- Pocos requerimientos locativos.

Otras ventajas del proceso de soldadura por fricciébn son: menos defectos de porosidades
y agrietamiento en limites de grano, micro-segregacion, engrosamiento de grano, baja
distorsiébn, menos requerimientos de reproceso o reparacion, mejor resistencia a la
corrosion en la zona de soldadura y reduccion de costos. Estos ultimos dependen de los
materiales base utilizados [8], [9]. Sin embargo, la amplia implementacién de este proceso
en la industria se ha visto obstaculizada por la complejidad de los fendbmenos que
intervienen y estos a su vez dependen de las propiedades fisicas, quimicas y mecanicas
de los metales base. Como consecuencia, resulta bastante complejo definir los pardmetros
operativos adecuados que permitan juntas resistentes y de alta calidad, especialmente en
el caso de uniones disimiles. Cuando los parametros de operacién son inadecuados se
presentan defectos en la soldadura, formacion de fases intermetdlicas indeseadas y una
unién poco resistente a condiciones de traccidn. Ante este panorama, es comun que se
realicen multiples pruebas de ensayo y error para conocer los parametros adecuados del

proceso incurriendo en costos y tiempos asociados [10].

Las investigaciones del proceso RFW se han realizado a nivel tanto experimental como
tedrico desde los afios 1950s. Los estudios experimentales se han enfocado
principalmente en analizar la correlacion entre los pardmetros de operacion con las

microestructuras de la junta y la calidad de la junta a partir de examenes metalograficos,
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ensayos de dureza y ensayos de tension. Maalekian [11] considera que la difusion de
estado sélido a alta temperatura y la mezcla mecanica de materiales son los mecanismos
que contribuyen a la formacion de la union. Para juntas disimiles la solubilidad entre los

materiales influye en la calidad de la junta y la constituye mas ductil o quebradiza.

A causa de la alta complejidad del proceso, los modelos teéricos requieren considerar
suposiciones que simplifiquen el problema y que logren describir con precision el
comportamiento térmico y mecanico de la junta. También, los modelos deben permitir
identificar parAmetros referentes en el proceso como los campos de temperatura y la
reduccién de longitud axial. Los principales fendémenos fisicos involucrados en el proceso
RFW son: la generacion de calor por friccion en la interfaz de contacto, la transferencia de
calor en los cuerpos involucrados y la deformacion plastica a alta temperatura producto de
la presion aplicada entre los dos cuerpos. Los primeros estudios tedricos se enfocaron en
construir un modelo analitico de este proceso. Por ejemplo, Davé [12] desarrollé un modelo
térmico reducido de la evolucién del campo de temperaturas en estado transitorio con
fuertes suposiciones como considerar las propiedades de todo el proceso constantes a

una temperatura promedio.

Una descripcién analitica del proceso ofrece resultados con poca precisiéon. Por esta razon
y gracias a los avances tecnolégicos en las ultimas décadas muchos autores han
implementado modelos numéricos basados en el método de los elementos finitos (FEM,
por sus siglas en inglés). Este tipo de modelos permite simular de forma robusta y precisa
la solucién a problemas complejos en varios campos de la ingenieria. Su gran versatilidad
admite desarrollar un caso puntual y modificar las condiciones de contorno e iniciales con

cierta facilidad.

La complejidad del modelado por elementos finitos del proceso RFW implica por un lado
la consideracién de un fendmeno multifisico a nivel térmico y mecanico, el cual involucra
un problema de contacto, plasticidad y grandes deformaciones, las cuales demandan
estrategias de remallado y/o mallado adaptativo e involucran condiciones de no linealidad.
El modelo también esta condicionado a la precision ingresada de las propiedades térmicas,
mecanicas y de friccion de los materiales base como lo son el coeficiente de conduccion,
el poder calorifico, el esfuerzo de fluencia y el coeficiente de friccion. Estas propiedades

cambian significativamente a condiciones de altas temperaturas. Como consecuencia, se
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requieren suposiciones que simplifiquen el problema para predecir con precisiéon la

evolucion del campo de temperaturas, esfuerzos, y deformaciones.

La mayoria de estudios computacionales se han enfocado en los procesos RFW similes.
Sluzalec [13] realizé un analisis 2D axisimétrico de los efectos térmicos de un proceso de
Soldadura por Friccion Rotativa de Control Directo simil (RFWDD, por sus siglas en inglés)
y reporté una desviacion en el comportamiento de la temperatura respecto al tiempo del

2%, también calculd la expansion térmica y los esfuerzos termoplasticos.

Estudios tedricos a condiciones similes mas recientes han logrado predecir con precision
la evolucion del campo de temperaturas y determinar el flujo del material con ayuda de
diferentes softwares comerciales. Li [14] realiz6 una simulacion termomecanica 2D-
axisimétrica de un proceso RFWDD simil entre aceros con remallado donde evalué los
efectos de la velocidad de rotacion y la presion axial sobre la maxima temperatura y el
acortamiento axial. No considero la pérdida de calor por conveccién y radiacion por el corto
tiempo del proceso. Utiliz6 elementos de malla rectangulares refinados cerca de la zona
de contacto y considerd la conductividad térmica del material y el calor especifico variables
con la temperatura. El esfuerzo de fluencia fue considerado a diferentes temperaturas y
tasas de deformacion basados en datos experimentales reportados en la literatura. Por
otra parte Ji [15] realiz6 una simulacién termomecanica en 3D de un proceso RFWDD simil
para una geometria tubular de pared gruesa en acero. En este estudio se observé que el
incremento del tiempo de friccién, la velocidad de rotacion o la presién axial aumentaba el

tamafio del labio de soldadura.

Por otro lado, Mohammed [16] desarrollé una simulacion tridimensional RFWDD simil no
lineal que predice la evolucién de la temperatura y la reduccién de las longitudes axiales
de las barras con su respectiva validacion experimental. Se destaca que la etapa de
calentamiento por friccién es la que tiene mayor influencia sobre el comportamiento de las
temperaturas y la etapa de forja tiene mayor influencia sobre el acortamiento axial. Mas
adelante, Donati [17] realizé una simulacion “2D 2-torsién” de un proceso RFWDD simil
con barras de una aleacién de aluminio que predijo con precision la morfologia del labio
de soldadura y los valores de temperatura de diferentes puntos de la pieza en la etapa

inicial y en la etapa de temperatura semiestable. Para reducir el tiempo computacional
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consider6 las deformaciones solo cuando las mismas superan un limite de tasa de

deformacion.

Otras estrategias alternativas han sido desarrolladas como es el caso del software
SPHriction [18], el cual es un programa computacional especializado que usa una técnica
hibrida entre el método de elementos finitos y el método basado en particulas denominado
SPH (smoothed-particle hydrodynamics). Este software permite la construccion de
modelos computacionales de procesos de Soldadura por friccién por agitacién (FSW, por
sus siglas en inglés) con una adecuada relacion entre tiempo de simulacién y precision de
resultados. Otro ejemplo de software especializado es el caso de Virtua RFW [19] [20].
Este codigo fue desarrollado en Matlab y realiza una simulacién holistica para determinar
el flujo durante las etapas de calentamiento y forja basado en parametros del material de
facil acceso. Liu [21] desarroll6 un método de redes neuronales con base radial para
predecir la unién en un proceso de RFWI, empleando simulaciones FEM para la calibracién
del modelo heuristico. La herramienta desarrollada permitié alcanzar un error maximo de

8.16% en la prediccion del acortamiento que sufrieron las barras.

No se encontraron estudios computacionales de procesos FRWDD disimiles con alta
deformacién y son pocos los estudios enfocados a condiciones de baja deformacién, entre
ellos [22], [23] y [24]. En estos Ultimos casos el acortamiento axial fue inferior a 3 [mm] y
el labio de soldadura desarrollado fue poco pronunciado. Una condicion disimil es mas
compleja ya que considera las propiedades térmicas y mecanicas de dos materiales
diferentes y un contacto térmico con friccibn que no necesariamente reparte en cantidades
iguales el calor generado a los dos materiales de trabajo como se pude asumir en casos

similes.

Por ejemplo, Mousavu [22] realiz6 una simulacion 3D bajo condiciones térmicas
adiabéticas de un proceso RFWDD entre un acero de bajo carbono y un acero 4340 con
un acortamiento axial de 2.2 [mm]. La simulacion construida logré una buena aproximacion
de las temperaturas de la junta, con respecto a los valores alcanzados en las pruebas
experimentales bajo las mismas condiciones de operacion. Este trabajo utilizé un algoritmo
de contacto para definir el calor generado por friccibn como una condicién de borde y una
malla adaptativa de refinamiento de grano. Por otra parte, para definir la variacion del

esfuerzo de fluencia del material respecto a la temperatura, el autor recurrio a la ecuacién
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constitutiva de Johnson-Cook. A pesar que el error del acortamiento axial varié entre 4.5%
y 10%, la forma final del labio de soldadura se alej6 significativamente de los resultados

experimentales.

Las uniones entre acero con cobre o aleaciones de cobre, generadas con la técnica
FRWDD presentan una buena resistencia al desgaste por abrasion y corrosion. La junta
puede llegar a tener una alta resistencia a traccion, incluso superior al de la matriz del
material mas débil. Estos metales tienen una buena capacidad de fundicion y mecanizado
y una alta conductividad térmica y eléctrica. Los aceros de bajo carbdén no estan
endurecidos y su soldabilidad es excelente, sin embargo, su resistencia a la corrosién es
muy baja ante lo cual es conveniente unir cobre en las zonas expuestas al ambiente

corrosivo como es el caso de uniones roscadas en intercambiadores de calor [25].

Debido a la complejidad del proceso RFWDD es importante disponer de una herramienta
de calculo que permita comprender el comportamiento de los fendbmenos termomecénicos
presentes en la junta. También es importante identificar la interaccion de las variables del
proceso con las caracteristicas macroscopicas de la junta. Por tal motivo, en el presente
trabajo se construyd un modelo FEM que permite simular el comportamiento
termomecénico presente durante el proceso FRWDD. Este modelo fue evaluado en tres
condiciones de proceso diferentes y fue validado a partir de datos experimentales
reportados en la literatura. Inicialmente se consideré un proceso RFWDD simil de baja
deformacién. Después, un proceso RFWDD simil de alta deformacién. En ambos casos el
material de trabajo fue Inconel 718. Finalmente se abordé un proceso RFWDD disimil entre
hierro y cobre puro. Estas diferentes validaciones permitieron comprobar el buen

funcionamiento del modelo construido. Asi, Los objetivos de esta tesis son:
Objetivo General:
Construir un modelo numérico, empleando el método de elementos finitos (FEM), que

permita estudiar la evolucion del comportamiento termomecanico entre dos materiales

durante un proceso de soldadura por friccion rotativa de control directo (RFWDD).
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Objetivos especificos:

- Identificar los fenébmenos fisicos involucrados en el proceso de soldadura por friccién
rotativa de dos materiales, y plantear las ecuaciones constitutivas que gobiernan dichos

fendmenos.

- Construir un modelo por elementos finitos para el andlisis de los fenbmenos térmicos
(generacion y transferencia de calor) involucrados en el proceso de soldadura por friccién

rotativa.

- Analizar y evaluar diferentes estrategias para el modelado con elementos finitos de las
grandes deformaciones plasticas involucradas en el proceso de soldadura por friccion

rotativa.

- Realizar un andlisis paramétrico que permita, a través de un disefio experimental de
simulaciones numéricas, identificar la interaccion de las variables del proceso (velocidad
de rotacion, presion axial, tiempos de proceso) con las caracteristicas macroscopicas de
la junta (zonas de afectacion térmica, perfiles térmicos, forma de la soldadura, reduccion

de longitud axial).

La metodologia llevada a cabo para la obtencion de los objetivos fue la siguiente: primero
se realizé una identificacion de los fendmenos fisicos que intervienen en el proceso de
soldadura, luego se plantearon las respectivas ecuaciones que gobiernan el
comportamiento termomecanico de las piezas a soldar. Posteriormente, se construy6 un
modelo FEM termomecanico acoplado que permitié describir y relacionar los fenémenos
de generacion de calor, transferencia de calor y deformacion plastica. Este modelo se
validé de forma secuencial empezando por una simulacién simil de baja deformacién
donde se evaluaron diferentes estrategias para describir el comportamiento del esfuerzo
de fluencia a diferentes temperaturas. Luego se valido el modelo con un caso simil de alta
deformacién. Posteriormente se realizé un analisis parameétrico que relaciono las variables
de proceso de velocidad angular y presién axial, con las caracteristicas macroscopicas de
la junta. Finalmente se valido el modelo con un caso disimil de alta deformacién entre cobre

y hierro a diferentes condiciones de presién de friccion.
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El presente documento contiene cinco capitulos y est4 organizado de la siguiente manera:
el primer capitulo corresponde a la introduccion y presenta una descripcion concisa de la
presente tesis. El segundo capitulo describe el proceso de soldadura FRWDD y examina
los mecanismos de contacto y friccion, junto a los fenédmenos de transferencia de calor y
comportamiento pléstico. El tercer capitulo comienza con una revision de las diferentes
estrategias encontradas en la literatura para abordar el modelamiento termomecénico
acoplado en el proceso FRWDD, y culmina con la formulacion del modelo FEM construido
para estudiar la evolucién térmica y mecanica de la junta durante el proceso de soldadura.
El cuarto capitulo presenta los resultados obtenidos al validar el modelo construido a
condiciones similes de baja y alta deformacidén con un material de trabajo conocido como
Inconel 718. Adicionalmente, muestra la interaccion de la velocidad angular y la presién de
friccibn con las caracteristicas térmicas y mecdénicas de la junta. Posteriormente se
muestra la validacién del modelo construido con un proceso RFWDD disimil entre cobre y
hierro puros, junto a su comportamiento termomecanico a diferentes presiones de friccion.
Finalmente, el quinto capitulo presenta las conclusiones y recomendaciones derivadas de

la investigacion.



2 Fenomenos fisicos involucrados en el
proceso de soldadura RFWDD

Este capitulo describe el proceso de Soldadura por Friccion Rotativa de Control Directo
(RFWDD por sus siglas en inglés) e identifica los fenémenos fisicos involucrados segun el
primer objetivo especifico planteado. Primero, se presentan las diferentes etapas del
proceso, las caracteristicas del material alrededor de la junta y el comportamiento de los
parametros del proceso en el tiempo. En las secciones siguientes se examinan los
mecanismos de contacto y friccion, junto a los fenémenos de transferencia de calor y
comportamiento plastico. Este Ultimo se aborda desde la perspectiva de la mecanica del
medio continuo, la cual estudia el comportamiento de los materiales a una escala
macroscopica, permite el uso de funciones continuas e ignora las discontinuidades a nivel
atbmico y molecular. Las bases conceptuales que describen los fendmenos
termomecdnicos son las ecuaciones fundamentales de conservacién de masa y energia,
las relaciones cinematicas y las ecuaciones constitutivas que gobiernan el proceso: Ley de
Coulomb (Ecuacion (2.1)), Ley de Fourier de conductividad de calor (Ecuacion (2.12)), Ley
constitutiva elastica (Ecuacién (2.23)), ley de fluencia (Ecuacién (2.49)) y ley de
endurecimiento de Johnson-Cook (Ecuacion (2.59)). Las ecuaciones constitutivas

caracterizan el material a través de una serie de constantes halladas experimentalmente.

2.1 Proceso de soldadura RFWDD

El proceso de soldadura por friccion rotativa es un proceso de union en estado sélido que
aprovecha el calor generado por la friccion del movimiento relativo rotacional entre dos
piezas cilindricas. La calidad de la junta es sensible a varios parametros, de los cuales los

mas importantes son: las propiedades termo-mecanicas de los materiales base, la presion
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de friccion, el tiempo de friccién, la presion de forja, el tiempo de forja y la velocidad de

rotacion.

La Figura 2-1 muestra las diferentes etapas del proceso FRWDD. En la etapa de
precontacto se impone un movimiento rotacional constante a una de las piezas de trabajo,
se restringe el movimiento rotacional de la otra y se acercan entre si las piezas hasta dar

inicio al contacto. Normalmente la pieza restringida es la Unica que realiza el

desplazamiento axial.

[o— —

 —

a) Etapa de precontacto b) Etapa de calentamiento por friccion:

fase de contacto inicial
)

7 '\ 4=

c) Etapa de calentamiento por friccion: d) Etapa de forja

fase de deformacion

Figura 2-1: Etapas del proceso FRWDD.

La etapa de calentamiento se divide en las siguientes dos fases:

- Fase de contacto inicial: las superficies de contacto de los dos elementos se juntan
rapidamente bajo la presion de friccion Pr., lo que favorece una limpieza de
impurezas sobre las superficies. Simultaneamente la energia cinética rotacional se
transforma en calor por efecto de la friccién. Este calor generado se reparte entre

los materiales base y eleva la temperatura alrededor de la zona de contacto. Como
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resultado, varian significativamente las propiedades termomecénicas del material
tales como el coeficiente de conductividad térmica, el calor especifico, el coeficiente
de friccién, el médulo de Young y el esfuerzo de fluencia [26]. La intensidad de

estos eventos depende de los materiales base y de las condiciones de proceso.

- Fase de deformacién por friccion: al ejercer un trabajo externo rotacional la
temperatura del material aledafio a la zona de contacto aumenta hasta valores
cercanos a la temperatura de fusion (T,,). Simultaneamente el esfuerzo de fluencia
(gy) disminuye hasta que el material sede ante la Pr,.. En consecuencia, se generan
deformaciones plasticas que permiten la formacién del labio de soldadura y la

reduccion axial de las barras.

Acabado el tiempo de friccion (tfr) se da inicio a la etapa de forja. La barra en movimiento
rotacional es frenada y deja de suministrar calor por friccién al sistema. Simultaneamente
se aplica la presion de forja (Pr,.jq) hasta lograr la coalescencia buscada. Con este
aumento de presion se supera el esfuerzo de fluencia en las zonas de mayor temperatura,
la tasa de acortamiento axial de la barra aumenta y se genera un labio de soldadura mas
pronunciado. Pasado el tiempo de forja (t¢,rj4) S€ descarga la pieza dando fin al proceso.
Posteriormente la temperatura desciende hasta lograr una condicion estabilidad a

temperatura ambiente.

A consecuencia de las altas temperaturas y presiones durante el proceso, la
microestructura se ve afectada en las zonas cercanas a la soldadura y presenta
caracteristicas diferentes de limite de grano respecto al material base. En la Figura 2-2 se
observan estas zonas afectadas y se diferencian la Linea de Soldadura (LS), la Zona
Afectada Termo-Mecéanicamente (ZATM), la Zona afectada por el Calor (ZAC) y el Material
Base (MB) [17]. La LS experimenta la maxima temperatura. En esta zona ocurre el
deslizamiento entre los dos materiales y fragmentos de metal se transfieren de una
superficie a otra. Ademas, los granos mas cercanos a la LS tienden a ser mas finos debido
a la recristalizacion y a la alta deformacion, lo cual puede ser favorable para aumentar la
resistencia a traccion de la junta y la dureza [27]. La ZATM alcanza temperaturas

superiores a la ZAC y se caracteriza por la presencia de deformaciones plasticas del
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material, puede presentar transformaciones de fase. En la ZAC el material puede sufrir
cambios de fase en su microestructura, pero no evidencia deformaciones plasticas. El MB
corresponde a la region mas alejada de la LS, no es afectada en su microestructura ni en

sus propiedades mecénicas [11] y [28].

ZATM ZAC MB

Linea de Soldadura

Figura 2-2: Zonas afectadas en el proceso de soldadura por friccion rotativa.

La dureza varia a través de la junta de soldadura, fendmeno que se atribuye al refinamiento
de grano, a la transformacion de fase y a la presencia de precipitados. La ubicacion de la
dureza maxima depende de los materiales base y se puede encontrar en la LS, ZATM o
en el MB [29]. Debido a la naturaleza del comportamiento visco-plastico de los materiales,
a la variacion de las propiedades del material con el aumento de la temperatura y al efecto
conjunto de deslizamiento y coalescencia; es complejo predecir con precision la evolucién
de algunas variables del proceso tales como la temperatura, las deformaciones y la calidad

de la soldadura.

La soldadura por friccion rotativa puede clasificarse en dos tipos: la soldadura por friccién
rotativa de inercia (RFWI, por sus siglas en inglés) y la soldadura por friccién rotativa de
control directo (RFWDD, por sus siglas en inglés). Su principal diferencia consiste en el
origen de la energia introducida en el sistema. En la RFWI la energia proviene de un
volante de inercia, por lo cual la velocidad relativa de los especimenes se reduce durante
el proceso. Por otra parte, en la RFWDD se utiliza un motor eléctrico que gira a velocidad
constante como fuente de energia cinética. Este mecanismo permite un control mas

preciso y flexible de la velocidad del proceso [7]. La Figura 2-3 muestra el comportamiento
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habitual

de los parametros operacionales de velocidad de rotacion, fuerza aplicada y

reduccion axial de la barra en los procesos RFWI y RFWDD. La reduccion axial esta

presente en ambas etapas del proceso. Sin embargo, la reduccién axial en forja tiende a

ser significativamente mayor que la reduccion axial en friccion.

-

icclon

Velocidad

Fr

a)

Velocidad
Friccion

b)

Contacto entre
superficies

© Fuerza de forja
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axial total
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Proceso de Soldadura por friccion Rotativa de Inercia.
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=
= .
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Proceso de Soldadura por friccion Rotativa de Control Directo.

Figura 2-3: Comportamiento de la velocidad de rotacion, fuerza aplicada y reduccion

axial de la barra en los procesos RFWI y RFWDD.
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Una de las ventajas de la RFWDD frente a la RFWI es que tiene menores costos de
magquina y disefio. Al entregar energia mecénica a velocidad constante, el proceso no
produce picos subitos de torque, los cuales, en ocasiones, detienen bruscamente el
volante en las maquinas de proceso RFWI. Asi mismo, la ausencia de volante de inercia
permite el uso de un bastidor menos complejo, reduciendo los costos del sistema. Otro
beneficio del proceso RFWDD es el control sobre los parametros del proceso, en particular
una velocidad angular regulada por un motor eléctrico, lo cual redunda en un suministro
de calor mas uniforme y una mayor flexibilidad en la seleccion de las velocidades y tiempos
de generacion de calor. Esto otorga mayor control en la etapa de calentamiento y una
mayor calidad de la junta. Finalmente, es importante mencionar que el proceso RFWDD
permite el uso de maquinas de tamafio reducido, es mas econémico y tiene una menor
duracién al no hacer un paso intermedio de entregar la energia primero a un volante y

posteriormente al proceso de soldadura [30].

Otro parametro determinante en este proceso es la calidad superficial de las zonas de
contacto. Kimura [31] evalu6 experimentalmente un proceso RFWDD entre cobre puro libre
de oxigeno y acero inoxidable 304 bajo diferentes condiciones de pulido en las zonas de
contacto con parametros de operacion iguales. El acabado superficial sobre la superficie
del cobre se realiz6 4 horas antes de la prueba, 6 meses antes de la prueba y 6 meses
antes de la prueba con un tratamiento acido. Como resultado, el acortamiento axial, la
forma del labio y la eficiencia de junta fueron muy diferentes. Por ejemplo, la eficiencia de
junta considerada como la relacion entre el esfuerzo altimo de la junta respecto al esfuerzo
ultimo del cobre varié de 0 al 90% donde los mejores resultados correspondieron a la
condicion en que se pulid la superficie 4 horas antes de la prueba con una fractura en la
matriz de cobre. Adicionalmente, se reportd una transferencia de cobre hacia la superficie
del acero inoxidable que aument6 con el tiempo de friccion y era visible a tan solo 0.04 [s]
de operacion. Lo anterior también pone en evidencia la fuerte influencia de la capa
superficial del cobre sobre el proceso de friccion, especialmente en la generacion de calor

por friccion.



Fendmenos fisicos involucrados en el proceso de soldadura RFWDD 15

2.2 Contacto, generacion de calor por friccion y
transferencia de calor

A continuacién, se presentan los fendmenos de friccion y contacto con énfasis en el
modelado matematico del calor generado. Posteriormente, se explica el fenémeno de
transferencia de calor presente en el proceso y finalmente se describe el comportamiento

plastico.

2.2.1 Mecanismos de Contacto y Friccidon

La fuerte relacién que hay entre los mecanismos de contacto y de friccion ha permitido que
las investigaciones en uno de estos campos terminen ampliando la comprensién del otro.
Cuando dos cuerpos sélidos, rigidos o flexibles, se ponen en contacto, cada uno realiza
una restriccibn mecanica sobre el otro que impide la invasion de su propio espacio
generando una fuerza normal como respuesta y un fenémeno de adhesion. El area real de
contacto entre estas dos superficies depende de la rugosidad y su magnitud es inferior al

area aparente, donde los picos de una superficie hacen contacto con los picos de la otra.

La fuerza de friccibn se opone al movimiento entre dos cuerpos que se tocan y es
consecuencia de una interaccion, de naturaleza deslizante o adhesiva, entre las asperezas
de las superficies en contacto con un desplazamiento tangencial relativo. El efecto de
arrastre y cizallado de asperezas entre un material duro sobre otro mas suave contribuyen
a la friccion [32]. En el caso de elementos metélicos, también contribuyen a la friccion la
formacion y corte de uniones soldadas en frio entre las superficies de contacto real [33]. A
pesar de la gran importancia del fenémeno de friccion, ain no es comprendido en su
totalidad. En la actualidad, el modelo de Coulomb es el mas utilizado para realizar analisis

de friccién y se calcula como:

donde Fy, es la fuerza de friccion, N es la Fuerza normal del cuerpo y pes el coeficiente

de friccién el cual se determina empiricamente.
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A nivel de los elementos finitos, el método de la penalizacion simula la restriccion mecanica
de contacto a través de un resorte virtual con origen en la superficie del cuerpo de mayor
rigidez y con destino en la otra superficie. Cuando un nodo de la superficie de destino
intenta invadir y penetrar el espacio de la superficie de origen, el resorte se activa para
generar una fuerza normal a la superficie de destino que restringe el movimiento y lleva el
nodo de destino a una posicién muy cercana a la superficie de origen. Asi, permite calcular

la fuerza de contacto resultante y definir si los elementos se encuentran en contacto [34].

2.2.2 Generacion de calor por friccion en el proceso RFWDD

El aumento de temperatura durante el proceso RFWDD es el resultado de la conversion
de la energia cinética del movimiento de una de las barras en energia térmica a través del
fendbmeno de friccién. A pesar de las investigaciones realizadas en este campo y debido a
la complejidad del problema, el progreso en el analisis del comportamiento de la friccion
ha sido lento y ha llegado a multiples expresiones no generalizables. En [35], [36] y [37]
han utilizado el modelo de Coulomb dando una gran importancia a los valores asumidos
para el coeficiente de friccién y, el cual depende de hasta cinco factores: velocidad relativa,
temperatura, naturaleza del material, presencia de peliculas superficiales y la rigidez de la
superficie [11].

2.2.2.1 Generacién de calor por rotacion

La principal fuente de calor en el proceso es consecuencia del fendmeno de friccion.
Ante una presion homogénea P; aplicada sobre la superficie de contacto A, la fuerza
normal N en la superficie es

N = PlAsc ( 22)
La fuerza de friccibn generada por una porcion anular infinitesimal de area dAg., como se
muestra en la Figura 2-4, es
dFfr = udN = uPydAg,

dFs, = 2umPyrdr (2.3)
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Figura 2-4: Discretizacion anular de superficie de contacto.

Asi, la fuerza de friccién corresponde a

R
fo dFy, = 2umP, (%)|§

Fsy = umPyR?

Ademas, el torque generado por una porcién anular infinitesimal es

dTOfr =T deT

de modo que, el torque total producido por la friccion se calcula como:

R r3\|R 2
f dTos, = 2umP, 3 = —umP,R3
0

0 3
2
To, = ZuNR

(2.4)

(2.5)

(2.6)

El flujo de calor generado por la friccion en la interfaz para una porcién anular deT y para

toda la superficie de contacto Q'fr es

der =wdTo

er = wTo

(2.7)
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Asi mismo, la densidad del flujo de calor ¢, a una distancia r del centro corresponde a

. dQ
Afric = A_f?" = uPywr (2.8)

An

eric = uP1V; (2.9)

Donde, 4,4, es el area de la porcién anular y V; corresponde a la velocidad relativa entre

las superficies en contacto [38].

2.2.3 Transferencia de calor

El principio que rige la transferencia de calor es la ley de conservacion de la energia. Para
construir el modelo térmico de proceso se considera un medio continuo, homogéneo e
isotrépico en el que hay dos piezas de trabajo cilindricas esbeltas de un material
incompresible, donde la primera gira a una velocidad w y la segunda esté bajo el efecto de

una presion axial P,,;,;, COMO se muestra en la Figura 2-5.

Fuente de calor
w por fricciéon

Paxial

AAAL

Conveccion
Forzada

Figura 2-5: Diagrama de generacion de calor en proceso RFWDD.
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Al ignorar las fuerzas gravitacionales y electromagnéticas, la expresion de este balance de
energia transitorio en un segmento volumétrico infinitesimal corresponde a
DU (2.10)
—=-V:g+4
P Dt qTdy
donde p es la densidad, U la energia total, g es el flujo volumétrico de calor por conduccién
definido a través de la ley de Fourier, y g, es el flujo de calor volumétrico resultante de

todas las fuentes y sumideros [39]. Al reescribir los términos en funcion de la temperatura

y ampliar el término g, se tiene que:

U= CpT (2.11)
q=—kVT (2.12)
Gy = eric + "Zpl + dconv + Graa (2.13)

De la ecuacion (2.11) a (2.13), C,, corresponde a la capacidad calorifica del material, k es
la conductividad térmica del material y 4z, qp1 » dconv draa SON respectivamente el flujo de

calor generado por friccion, deformacion plastica, conveccién y radiacion. Para materiales
disimiles G.onv ¥ Graa PUeden ser muy diferentes. Ademas, la pieza de trabajo mévil esta
sometida a conveccion forzada y en la pieza de trabajo fija a conveccion libre durante la

etapa de friccion. Asi, para cada pieza de trabajo

Jeonv = h conv(Tf - Tamb) (2.14)

drad = M raa (Tf4 - T;mb) (2.15)

donde h .., €s el coeficiente de conveccion de cada pieza, T y Tgy, COrresponden a
temperatura en la frontera y ambiental respectivamente. Finalmente h ,,; corresponde a

coeficiente de radiacion [40].

El calor generado por deformacion plastica se calcula como:
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dp1 = ap0€ (2.16)
donde a, es el coeficiente de conversion de calor y corresponde a la fraccion de la tasa de

trabajo plastico convertido en calor [41], usualmente se encuentra en un rango entre

0.9<a,<0.95 [35]. Por otra parte, o es el esfuerzo equivalente y ¢ la deformacion
equivalente. De acuerdo con la ecuacion (2.16), g,; solo cobra sentido en presencia de

deformaciones mecanicas.

Al considerar un analisis no lineal en el que C,,ky g dependen de la temperatura, la

ecuacion de conservacion de la Energia resultante es

oT d oT .
PG (1) 5= == (k(T) 5-) +4(T) (217)

donde i=1,2,3 representa respectivamente los ejes x, y, z. Desde un analisis bidimensional
axisimétrico no lineal transitorio, la ecuacion de transferencia de calor es [42]:
oT

oT a
PCp(T)E =k(T) 5(6_1") +

(2.18)

) a(kmg) v

2.2.4 Contacto térmico

Cuando dos sdlidos estacionarios a diferente temperatura entran en contacto ocurre una
transferencia de calor entre ellos. Como se observa en la Figura 2-6, el contacto real ocurre
a escala microscOpica y nanoscoépica entre los picos de las rugosidades de cada soélido y
permite la conductividad térmica h.,,4 que depende principalmente de los materiales en
contacto y su temperatura. El espacio entre los materiales normalmente es ocupado por
aire cuya conductividad térmica hyqs €s significativamente inferior a la de los metales. Asi,
al aumentar la fuerza normal en la superficie de contacto se reducen estos espacios, se
aplanan los picos de contacto, aumenta el area de conductividad y la resistividad térmica

disminuye. El efecto de radiacion se representa por la conductividad por radiacion h,..q Y
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es normalmente ignorada debido a que la diferencia de temperaturas entre las superficies
no es muy significativa [42] y [43].

@® Areareal de
contacto

=—» Flujo de calor

Figura 2-6: Esquema de contacto real entre las superficies de dos barras cilindricas.

Asi, el flujo de calor entre los cuerpos corresponde a

—Nup (—ksupVTsup) = =1 (Ting — Tsup) (2.19)
~Ninr(—kingVTing) = =R (Tsup — Ting) (2.20)

donde n es el vector unitario normal en el &rea de contacto, los subindices sup hacen
referencia al elemento ubicado en la parte superior, el subindice inf al elemento ubicado

en la parte inferior. La conductividad de la junta corresponde a h; y equivale a
hj = hcona + hgas + Rraa (2.21)

De forma alternativa se puede considerar la interfaz de contacto como una capa delgada
con una resistencia equivalente R, que cumple la relacion
1 (2.22)

hequ—eq
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Asi, el flujo de calor entre las superficies es

1 2.23
_nsup(_ksup VTsup) == R_ (Tinf - Tsup) ( )
eq

1 2.24
_ninf(_kianTinf) = - R_ (Tsup - Tinf) ( )
eq

2.3 Comportamiento elastoplastico

Durante el proceso FRWDD, cerca de la LS, el material de trabajo sufre un cambio
permanente de dimensiones ocasionado por deformaciones plastica a altas temperaturas.
Por tal motivo, en esta seccion se abordan los fundamentos de la teoria elastoplastica los
cuales fueron utilizados para predecir el comportamiento del labio de soldadura y el
acortamiento axial en el modelo termomecanico construido. Inicialmente, se describen los
regimenes elastico y plastico, encontrados en la curva de esfuerzo-deformacion.
Posteriormente, se presenta el criterio de fluencia y el comportamiento isotropico de
endurecimiento por deformacién. Finalmente, se realiza una descripcion general del

desplazamiento de las particulas que conforman el material para deformaciones finitas.

2.3.1 Introduccioén

La teoria elastoplastica considera que un material presenta un comportamiento elastico
cuando este es sometido a cargas inferiores al esfuerzo de fluencia, una vez retirada la
carga el material recupera su forma original. Las zonas del material sometidas a cargas
superiores al esfuerzo de fluencia sufren una deformacioén irreversible conocida como
deformacién plastica, en la cual al retirar la carga el material no se recupera. A nivel
microscopico la deformacion permanente es ocasionada por un desplazamiento relativo
entre los atomos con una ruptura y formacién de nuevos enlaces interatomicos en
respuesta a la carga externa aplicada [46]. En los metales se presenta un deslizamiento
de dislocaciones que promueve el movimiento relativo entre planos cristalinos

reacomodando la estructura del material. Las dislocaciones son defectos lineales dentro
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de la red cristalina que desacomodan la estructura cristalina respecto a una red ideal y
libre de defectos. Como consecuencia, la plasticidad crea nuevas dislocaciones, aumenta
la densidad de dislocaciones y obliga a los atomos a adoptar una nueva posicion. A nivel
macroscopico se observa un endurecimiento por deformacion que consiste en una mayor
resistencia del material ante el incremento de deformaciones plasticas. Para identificar este

endurecimiento se recurre a la curva de esfuerzo-deformacion del material.

2.3.2 Descripcion de la curva de esfuerzo-deformacién

Cada material metalico tiene su propia curva de esfuerzo-deformacién construida a partir
de un ensayo de esfuerzo uniaxial. En este ensayo se aplica una carga P que deformay
cambia a velocidad constante la longitud axial de una probeta estandarizada hasta llegar
a una condicién de ruptura. En un ensayo de tensién la probeta inicialmente reduce su
area transversal y aumenta su longitud. Luego de superar el esfuerzo Ultimo la probeta
sufre una estriccion y continla el aumento del esfuerzo verdadero en la seccién de
acuellamiento hasta alcanzar las condiciones de falla. Bajo condiciones de compresion el
material reduce su longitud y aumenta el area transversal. La friccion entre la probeta y las
paredes en los extremos restringe el movimiento y provoca un abultamiento con forma de

barril en el centro de la probeta.

La Figura 2-7 corresponde a una curva tipica de esfuerzo-deformacion bajo condiciones
de compresién donde el tramo lineal inicial corresponde a la region elastica. Esta region
se caracteriza por la proporcionalidad esfuerzo-deformacion y la capacidad de
recuperacion del material ante la deformacién. La region plastica corresponde a la curva
posterior al esfuerzo de fluencia inicial o, y se caracteriza por una deformacion irreversible
salvo una pequefia componente elastica. El area transversal de la probeta aumenta
respecto al area inicial y en consecuencia el esfuerzo nominal es mayor al esfuerzo
verdadero [44] y [45].
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Figura 2-7: Curva tipica de esfuerzo-deformacion a compresion.

El régimen plastico comienza una vez superado el esfuerzo de fluencia inicial o,,, a partir
del cual las deformaciones dejan de ser reversibles y pasan a tener un componente de
deformacién elastico recuperable &, y un componente de deformacién plastica no

recuperable &,,. De esta manera, la teoria de la plasticidad supone una descomposicion

aditiva de la deformacion total € tal que
E=&g t &y (2.25)

Si se conoce la deformacion £ y modulo de Young E, la deformacion plastica corresponde

a

&y = € — Oreat/E (2.26)
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La region elastica en tres dimensiones es representada por la ley constitutiva elastica o ley
de Hooke generalizada que en notacion tensorial y bajo el supuesto de un material

isotrépico, se plantea como
o = CUklgy, (2.27)

donde o corresponde al tensor de esfuerzos de Cauchy, C es un tensor de cuarto orden
de constantes elasticas y & corresponde al tensor de deformacion total [34]. El tensor de
esfuerzos de Cauchy o representa la distribucion de esfuerzos internos en un cubo
infinitesimal del medio continuo. También, indica los esfuerzos normales en la diagonal y
los cortantes en los demas espacios cuyos valores dependen de la direccion que tome la
base ortonormal de referencia. En la orientacion adecuada se anulan las componentes
cortantes y los esfuerzos normales resultantes se conocen como esfuerzos principales

[44]. Por convencidn los esfuerzos principales van de maximo a minimo tal que
01 > ()] > O3 (228)
El esfuerzo medio a,, es el valor medio de los esfuerzos principales y se define como

opto,+o;3 1 2.29
O = =3 = §Tr(0') ( )

En la regién plastica es posible expresar el esfuerzo de Cauchy como la suma de un
esfuerzo hidrostatico o;; Yy un esfuerzo deviatérico o,4., donde el primero produce
Unicamente deformaciones elasticas, mientras que el segundo componente causa la
deformacioén plastica debido a su estrecha relacién con el esfuerzo cortante [47]. Asi el

esfuerzo deviatérico corresponde a la ecuacion (2.30) donde I es la matriz de identidad.

Odey = Ohig + Ogey =0 — ol ( 2-30)
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2.3.3 Criterio de fluencia y endurecimiento isotrépico por
deformacion

La ley de la fluencia propone la existencia de una superficie de fluencia en el espacio de

los esfuerzos principales conocida como funcion de fluencia F,. Por fines practicos se

suele asociar esta superficie a una prueba de esfuerzos uniaxial del material. Esto permite
generalizar el concepto de fluencia uniaxial al relacionar el esfuerzo efectivo y la

deformacion plastica equivalente. Esta funcién de fluencia se puede expresar como
F,=¢(0)—0,,=0 (2.31)

donde o, es el esfuerzo limite de fluencia actual y ¢ (o) es el esfuerzo efectivo que puede

definirse para una condicién isotrépica y bajo el criterio de Von Mises como
OefyM = 3/,(0) (2.32)

donde J, corresponde a la segunda invariante del componente deviatérico o ,4,, del
tensor de esfuerzos y equivale a

J2(0) = %(adev: Ogev) (233)

El criterio de fluencia indica que cuando F,, < 0 el comportamiento del material obedece a
un régimen elastico. Cuando los estados de esfuerzo se localizan sobre la superficie de
fluencia el material se comporta bajo un régimen plastico y corresponde a F, = 0 [34],
[48]. La Figura 2-8 muestra, para un material isotrépico, el comportamiento de la superficie
de fluencia ante la deformacion y el aumento de temperatura. La superficie de fluencia
inicial define sus limites a partir del esfuerzo de fluencia inicial o,,, cuyo valor es establecido
por la gréfica de esfuerzo-deformaciéon uniaxial. En presencia de una carga superior al
esfuerzo o, el material se deforma y endurece con un nuevo esfuerzo de fluencia o, €l
cual expande la superficie de fluencia. Por otra parte, el aumento de temperatura
normalmente produce un ablandamiento del material que implica la contraccion de la

superficie.
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Figura 2-8: Comportamiento de endurecimiento por deformacién y ablandamiento por
incremento de temperatura de la superficie de fluencia bajo condiciones isotropicas.

En presencia de grandes deformaciones plasticas a altas temperaturas, como es el caso
de los procesos FRWDD, la porcibn de incremento de deformacién plastica
de,, desarrollada es muy grande comparada con la porcion de incremento de deformacion
elastica de,; por lo cual esta ultima porcion serd considerada igual a cero en la region
plastica para efecto de los célculos [49], [50]. Superado el esfuerzo de fluencia inicial
comienza la deformacion plastica equivalente cuyo incremento de,, para una condicion de

incompresibilidad del material se puede expresar como

d = —2 del . d
Epe = & A&
pe 3 pl pl ( 2'34)

La deformacion plastica equivalente corresponde a la componente plastica de la

deformacién ocasionada por el esfuerzo efectivo de Von Mises y corresponde a [51]

Epe =fd£pe
(2.35)
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La ley de fluencia supone que existe una funcion de potencial plastico @,,. En el caso de
pequefias deformaciones es posible plantear la ecuacion (2.36) para establecer una
relacion entre la magnitud y direccion de las deformaciones plasticas en el espacio de las

deformaciones respecto a la variacion de esfuerzos

9Qp: (2.36)
do

épl:ﬂ'

donde A se conoce como el multiplicador plastico y establece el comportamiento elastico
o plastico del material, y la magnitud de las deformaciones plasticas. La direccion del vector

de deformacion plastica &,, en el espacio de las deformaciones es perpendicular a la
superficie @, lo que proporciona la direccion de &,,. Este multiplicador debe cumplir las

siguientes dos condiciones de Kuhn-Tucker:

A=0,F, <0 (2.37)
AF, =0 (2.38)

En caso que 1 = 0 se considera que el material esta bajo una condicion elastica. Por otra

parte, si A > 0 se considera un comportamiento plastico. Cuando F, = Q,; S€ conoce como

plasticidad asociada donde la direccion de las deformaciones plasticas son normales a la
superficie del potencial plastico. El criterio de Von-Mises cumple esta condicién de

plasticidad asociada [48]. En el caso en que F, # @, Se considera que la plasticidad no

asociada.

2.3.3.1 Ley de endurecimiento de Johnson-Cook

El comportamiento de la curva plastica se ve afectado por diferentes condiciones externas
tales como la deformacién, la velocidad de deformacion y la temperatura. Para modelar
este comportamiento se recurre al uso de ecuaciones constitutivas las cuales, dentro de la
mecanica del medio continuo, son ecuaciones diferenciales que relacionan el esfuerzo de

fluencia con una o0 mas de estas tres condiciones. Estos modelos se pueden clasificar en:
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modelo plastico cuando la ecuacion constitutiva sélo considera la deformacion plastica,
modelo viscoplasticos cuando consideran el efecto de la deformacion y la tasa de
deformacién, y modelo termoviscoplasticos cuando consideran el efecto de la deformacion,

la tasa de deformacion y la temperatura.

La ley de endurecimiento de Johnson-Cook es un modelo constitutivo que reproduce el
comportamiento de materiales metalicos sometidos a grandes deformaciones, altas tasas
de deformacion y cambios de temperaturas. Considera como fenémenos independientes
los efectos del endurecimiento isotropico por deformacion (Ef,), endurecimiento por
sensibilidad a la tasa de deformacion (Ef;) y ablandamiento térmico (Ef;). Asi, de acuerdo

con este modelo de endurecimiento, el valor del esfuerzo de fluencia de Von Mises o, se

define como

oys(e, & T) = Ef, - Ef: - Efy (2.39)

é 2.40

0ys(e,€,T) = (00 + kel)(1 + Cln g,’l)a — T (2:40)
p0

donde gy, es la tension de fluencia inicial a temperatura ambiente y en condiciones de baja
velocidad de deformacion, k es el coeficiente de resistencia al endurecimiento por
deformacion, ¢,, la deformacion plastica equivalente, n el exponente de endurecimiento,
C representa la sensibilidad a la tasa de endurecimiento, &,. es la tasa de deformacion
plastica equivalente, &,,es la tasa de deformacion plastica de referencia, T, es el
homologo de la temperatura actual y m representa la sensibilidad del material a la

temperatura. Siguiendo la ley de la potencia:

_T—Tyy
h Tm - Tref ( 2.41)

El homdlogo de la temperatura relaciona la temperatura actual T, la temperatura ambiente
Trer ¥ latemperatura de fusion del material T,,,. Los valores 0,4, k, C, n y m son constantes
de cada material y se determinan experimentalmente [52], [53], [54], [55]. Se puede

observar en la ecuacion (2.64) que cuando é,.=¢,, Y T = T, Se obtiene el esfuerzo como
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funcion de la deformacion. También cuando &,.>¢,, la tension incrementa al aumentar los

valores de la curva esfuerzo-deformacion y se endurece el material.

2.3.4 Cinematica de la deformacion

A continuacién, se presenta de forma general las herramientas de la mecéanica del medio
continuo aplicadas a la cinematica de la deformacion. Esta informacién fue consultada de
las referencias [34], [56], [57] v [58].

Existen dos formulaciones para definir los estados de deformaciones finitas resultantes a
una carga aplicada: formulacién lagrangiana y formulacién euleriana. La primera maneja
un sistema de coordenadas material X(X,V,W) y normalmente es valida en condiciones
elasticas donde la configuracion no deformada y la deformada son casi iguales. La
segunda considera un sistema de coordenadas espacial x(u,v,w) en configuracién
deformada donde el tensor de esfuerzo de Cauchy o expresa la relacion entre la carga y
el area deformada en funcién de un punto espacial x de un marco espacial fijo donde los
esfuerzos estan referidos a la geometria del cuerpo ya deformado, conocido de antemano

y con un tensor simétrico [56].

En presencia de grandes deformaciones como ocurre en la etapa plastica, resulta
conveniente utilizar la formulacion lagrangiana y expresar las deformaciones en funcién
del punto material X en un estado de referencia diferente al actual. Al ubicar sobre un
mismo sistema coordenado un dominio Q en la configuracién de referencia 2, y la
configuracion actual ya deformada 2, es posible representar el desplazamiento de
cualquier punto con el vector u, como se observa en la Figura 2-9, donde x(X,t) describe
el recorrido que hace un punto material durante la deformacién desde la posicién original

X en términos del desplazamiento u.
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Figura 2-9: Desplazamiento de un dominio en el medio continuo.

x=X+ulXt) (2.42)

Al diferenciar con respecto a las coordenadas materiales se obtiene

Fo dx dX du(X,t) (2.43)
T dX  dX dX
F=1+Vu ( 2.44)

Donde F es conocido como el gradiente material de deformacién y contiene la informacion
de la deformacién y rotacién del dominio para todos los puntos materiales de forma tal que
permite un mapeo entre el marco material y el marco espacial, e I corresponde al tensor
identidad [34]. El determinante de F es conocido como J, det(F) =], y para materiales
incompresibles J =1. En las ecuaciones (2.45) y (2.46) se define la descomposicion polar
derecha e izquierda de F respectivamente, en términos del tensor de rotacion R y los
tensores de estiramiento derecho e izquierdo U y V. R es un tensor ortogonal con las

propiedades det(R)=1 y R"'=RT, y U un tensor diagonal con los alargamientos

. . .. . L
principales 4;, 4, y A;. En el caso unidimensional, A = donde L, corresponde a la
0

longitud inicial y L la longitud actual.

F=RU (2.45)
F=RV (2.46)
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En la configuracion de referencia 2,es posible definir el tensor de esfuerzos de

deformacién de Cauchy-Green derecho € como
C=F"F (2.47)

Al reemplazar la ecuacion (2.45) en la expresion (2.47) se obtiene que € = U?. A partir de

C el tensor de deformacién de Green-Lagrange € se define como

€=%(C—I)=%(FTF—I) (2.48)

Por otra parte, el tensor de esfuerzos de deformacién de Cauchy-Green izquierdo B se

define en la configuracion actual ya deformada 0, como

Donde la componente elastica del tensor B corresponde a [59]
B, = F, F, (2.50)

La formulacion clasica de la plasticidad es basada en la descomposicion aditiva y fue
presentada en la ecuacion (2.36). La descomposicién aditiva es utilizada principalmente
para establecer pequefias deformaciones. Sin embargo, en presencia de altas
deformaciones la contribucidon del componente plastico y elastico a la deformacion total no
necesariamente cumple la condicibn conmutativa, por lo cual se recurre a la
descomposicion multiplicativa del tensor gradiente de deformacién total F en sus
componentes elasticas y plasticas para identificar las deformaciones, y corresponde a la

forma
F == Felel ( 251)

donde F,; es el gradiente de deformacion elastica y se asocia a la rotacion y alargamiento

que sufre la red cristalina del material, y F,, es el gradiente de deformacion plastica y se
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asocia a una deformacion plastica por cortante. La Figura 2-10 corresponde a un esquema
de la descomposicién multiplicativa en la cual, para realizar el mapeo del campo material
al campo espacial, se realiza un mapeo de la configuracion 2, a una configuracién

intermedia ;, a través de F,. Posteriormente, se utiliza F, para pasar de esa

configuracién intermedia a la configuracién actual ya deformada £2;.

F

2, 2,
_Ql.lt F 3
<
\5\0\\\
ANANANAN
Fpoi ANANAN AN Fer

Figura 2-10: Esquema de descomposicion multiplicativa.

Las componentes plastica y elastica del tensor C se definen como

Cpi = Fp Fy (2.52)
Cor = FglFel (2.53)

Por otra parte, el tensor de deformacién plastico y elastico corresponden a las ecuaciones
(2.54) y (2.55). Normalmente, se determina primero &, y despues &,;.

1
Epl = E (F;[)'lel ) (2.54)

1
e = 5 (FiFor =) (259
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Los tensores de deformacion plastica, elastica y total se relacionan entre si de la forma
€e1 = F;lT(e - gpl)F;ll (2.56)

Para poder resolver la ley de fluencia para grandes deformaciones, es conveniente
reescribir la ley de fluencia, presentada en la ecuacion (2.36), en términos del tensor

elastico de deformacion izquierdo de Cauchy-Green B,; a través de la derivada de Lie:

oD

_%L(Bel) —1 (2.57)

donde @,, es la funcion de fluencia en términos del tensor de cortantes z. A partir de las
ecuaciones (2.50) a (2.52) es posible escribir B,; en términos de Cp;:

2.58
B, = FC3}F" (2:59)
De la ecuacion (2.51) es posible deducir que Cp} = F,} F,[, entonces
B, = FF,F,[F" (2.59)
Al aplicar la derivada de Lie en la ecuacion (2.58) se obtiene
L(B,) = FCp}F" ( 2.60)

Reemplazando las ecuaciones (2.58) y (2.60) en la expresion (2.57) y considerando
0Q, = 0P, se obtiene
anl

C;ll = —2/1F_1 WFC;;

(2.61)

El software COMSOL multiphysics utiliza la discretizacion de Euler hacia atrds para
determinar la regla de flujo. Igualmente, este software realiza un mapeo a la ecuacién
(2.61) bajo la técnica de mapeo exponencial obteniendo la ecuacion (2.62) donde A = A4t
y At corresponde a la magnitud del paso del pseudo-tiempo. Para calcular A vy F;} se

recurre al método de Newton amortiguado debido a la no linealidad del sistema [34].
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anl

_ _ _ (2.62)
Cpie = Flexp (—2/1 e )Fcpgt_At

2.3.4.1 Ecuacion de movimiento

Los tensores de esfuerzo de Piola-Kirchhoff se formulan respecto a los puntos materiales
Xy no precisan conocer la geometria deformada. Por lo tanto, son mas apropiados que el
tensor de esfuerzos de Cauchy o ante grandes deformaciones. El primer tensor de
esfuerzos Piola-Kirchhoff Ppg expresa la carga en un marco espacial respecto al area del
marco original no deformado (material), y tiene la desventaja de no ser un tensor simétrico.
El segundo tensor de esfuerzos Piola-Kirchhoff S es un tensor simétrico dado que expresa
la carga y el &rea en el marco material. Los tres tensores se relacionan entre si en las de

la siguiente manera [56] [34] :

S = F_1PPK ( 263)
0 =] PpgFT =] 'FSFT (2.64)

donde J corresponde al determinante de F. A modo de ejemplo, la Figura 2-11 muestra el
comportamiento elastico de una barra cilindrica sometida a una carga uniaxial de
compresion. La geometria de la barra sin carga tiene una longitud inicial [ y un area
transversal a. En presencia de una carga compresiva P, la barra reduce su longitud y
aumenta su area transversal hasta alcanzar las magnitudes L y A respectivamente. Asi, el
tensor de esfuerzos de Cauchy, el primer tensor de esfuerzos Piola-Kirchhoff y el segundo
tensor de esfuerzos Piola-Kirchhoff corresponden a las ecuaciones (2.39) a (2.41)
respectivamente [57].
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Pc

Figura 2-11: Comportamiento elastico de una barra cilindrica a compresion.

P, (2.65)
o=—-—
a

P 2.66

Ppy = —ZC ( )

FP. L 2.67

oo kL (2.67)
Al

Por otra parte, la ecuacion de movimiento permite describir el movimiento en el tiempo de
cada uno de los elementos que componen un cuerpo deformable ante el efecto de
diferentes fuerzas externas. Esta ecuacion se rige por la segunda ley de Newton y en un

marco espacial con formulacion euleriana se puede escribir en términos del tensor & como

0%u (2.68)
pw =V,o0+fy

Donde p es la densidad del material, el sub indice x hace referencia a que el operador
nabla se computa con respecto al marco espacial y f,, corresponde a la fuerza volumétrica
respecto al cuerpo deformado. La ecuacién (2.68) puede ser reformulada en términos del

marco material y del tensor S, y corresponde a
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0%u (2.69)
p—— = Vx(FS) +Fy
ot
Donde Fy, corresponde a la fuerza volumétrica respecto a la configuracion no deformada y
el subindice “X” hace referencia a que el operador nabla se computa con respecto al marco

material.



3 Modelamiento termo-mecanico acoplado
de proceso RFWDD

Este capitulo presenta diferentes estrategias encontradas en la literatura para abordar el
modelamiento termomecénico acoplado en el proceso RFWDD con énfasis en la
generacion de calor por friccion. Finalmente, se expone el componente térmico y mecanico
del modelo construido para analizar los fendbmenos presentes en el proceso, esto Ultimo

cumple el segundo objetivo especifico planteado.

3.1 Componente térmico

El objetivo de los modelos térmicos es calcular con precision el campo de temperatura
desarrollado en el proceso. En el capitulo anterior se presenté la ecuacion de conservacion

de energia del proceso para un andlisis no lineal (Ecuacion (2.17)).

oT 0 aTy | . . . : (3.1)
pcp(T)a = a_xl<k(T) a_xl) + 495 T dp1 + Geonv + Graa

donde las propiedades C,(T), k(T) se encuentran registradas para muchos materiales a
amplios rangos de temperatura tanto en la literatura como en las librerias de los diferentes
softwares de simulacién. Aun asi, no siempre es posible encontrar informacion detallada
de las propiedades en las regiones cercanas a la temperatura de fusién por lo que algunos
autores recurren a la extrapolacién de los datos [23]. Por otra parte, el flujo de calor
generado por friccion ¢y maneja una magnitud muy superior al calor producido por la
deformacion plastica ¢,;. Ademas, para calcular ¢,; a través de la ecuacion (2.16) es

necesario acoplar un modelo mecénico que permita determinar los esfuerzos y la tasa de



Modelamiento termo-mecénico acoplado de proceso FRWDD 39

deformacion, y definir el coeficiente de conversion de calor a,,. Algunos autores han optado

por asumir un valor de 0.9 a 0.95 para este coeficiente [37].

Algunos investigadores no consideran el flujo de calor por conveccion G,y Y por radiacion
4rqq debido a que la superficie de contacto no esta expuesta al ambiente, la corta duracion
del proceso y su pequefia magnitud comparadas con el calor generado [38], [60]. Otras
investigaciones asumen el término convectivo basados en las condiciones de flujo natural
para la pieza de trabajo fija y flujo forzado para la pieza movil [61], o evallan el coeficiente
de conveccion que mejor se ajuste a las pruebas experimentales [40].

3.1.1 Generacion de calor por friccion

El flujo del calor generado por friccion es el componente de mayor impacto en el proceso
RFW y por su complejidad multiples correlaciones se han propuesto en la literatura, como
por ejemplo: ley de Coulomb constante [62], ley de Coulomb dependiente de la temperatura
[15], ley de coulomb regresivo [63], friccibn por deslizamiento-esfuerzo cortante [19],
friccion por deslizamiento-adhesion [65] y entrada de potencia [64].

El modelo de friccion por ley de Coulomb constante es el mas simple. Considera un
esfuerzo normal de contacto o, homogéneo y un coeficiente de friccion u constante. Como
consecuencia el producto pP; es constante. Adicionalmente, se utilizan los resultados
experimentales de una curva de temperatura en el tiempo de un punto superficial cercano
a la LS para ajustar la magnitud de u. Este ajuste se realiza a través de mdltiples
simulaciones del proceso en las que se varia u hasta calcular una curva de temperatura
en el tiempo que se aproxime adecuadamente a la hallada experimentalmente. Un ejemplo
de esto son los trabajos de Can [66], [67], Seli [38], [68] y Dawood [69] donde la duracién

de la etapa de friccion fue corta. Asi, la ecuacién de calor generado es

Qfric = Wrpoy = ViTpy (3.2

donde V; es la velocidad relativa entre superficies y 75, es el esfuerzo de friccion. Este
modelo puede presentar una baja precision en los resultados. En realidad, el coeficiente

de friccibn u varia durante la etapa de calentamiento. Las mediciones experimentales
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muestran que p aumenta rapidamente y luego disminuye con el incremento de la
temperatura, ademas tiende a disminuir con el aumento de presion y aumento de velocidad
relativa entre las superficies de contacto [11]. Sander [12], citado por Maalekian [11],
reporta un comportamiento de u respecto al tiempo durante el proceso de soldadura por
friccibn entre aceros como se muestra en la Figura 3-1. Inicialmente p aumenta su
magnitud con el tiempo hasta alcanzar una condicion maxima y luego disminuye

rapidamente hasta un valor cercano a cero en el que tiende a estabilizarse.

Coeficiente de
friccion

Coeficiente de friccion

A J

Tiempo
Figura 3-1: Esquema del comportamiento del coeficiente de friccién en el tiempo durante

el proceso de FRW entre aceros.

Por otra parte, el coeficiente de friccibn se puede relacionar directamente con la
temperatura. Stuzalec [13] considerd que u dependia principalmente de la temperatura
durante el proceso FRWDD y construy6 una gréafica del comportamiento de u(T) entre
aceros 20G a partir de resultados experimentales como se observa en la Figura 3-2, donde
T,, corresponde a la temperatura de fusion del material. En las fuentes bibliograficas
consultadas, la forma de la curva curva u(T) entre metales tiende a comportarse de forma
similar. Por ejemplo, Shu-de [15] interpolé de forma lineal en su modelo 12 coeficientes de
friccion tomados de la literatura en un intervalo de 0°C a 1500 °C dentro de un proceso
RFWDD de acero. Lesniewski [24] en un proceso RFWDD entre titanio y tungsteno
comparé varias referencias para proponer cuatro curvas diferentes, interpoladas
linealmente, del comportamiento del coeficiente de friccidn respecto a la temperatura.
Estas curvas alcanzaron su valor maximo alrededor de los 200°C y 300°C, temperatura en

la cual se destruyen los enlaces entre la matriz y los granos de tungsteno. Al aumentar
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mas la temperatura u cae hasta alcanzar valores inferiores a 0.1. La curva p(T) que mejor
simul6 el proceso con resultados mas cercanos a los experimentales, presentd valores que

oscilaron entre 0.3 y 0.05 aproximadamente.

Hmax

Coeficiente de
friccidn

Coeficiente de friccion

Tamb Tm
Temperatura

Figura 3-2: Esquema del comportamiento del coeficiente de friccion y la

temperatura.

Vairis [70] simulé un proceso RFWDD entre piezas de trabajo de Ti-6Al-4V donde ajusté
el comportamiento de u(T) de tal forma que consideré este coeficiente constante a
temperaturas inferiores a 700 °C, luego lo aumentd hasta alcanzar un p,,,, Y 10 mantuvo
constante hasta alcanzar una temperatura critica de 1100 °C. Superada esta temperatura,
el coeficiente de friccion descendid en linea recta hasta llegar a cero en la temperatura de
fusién como consecuencia de la condicién liquida del material. Butterworth [61] en cambio,
midi6 experimentalmente los valores del coeficiente de friccibn en funcién de la

temperatura para el caso de acero-acero y acero-cobre y los integré a un modelo térmico.
Por otra parte, Balasubramanian [63] mediante un analisis regresivo de un estudio

experimental y numérico, formul6 el coeficiente de friccion en funcién de la temperatura,

presion y velocidad para todo el proceso como:

= aOTalpcaZ yas ( 33)
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a;,a,ya i . i
Donde a,,a, y a; son constantes experimentales. Desafortunadamente no es posible
generalizar esta ecuacion, la cual requiere multiples experimentos para cada combinacién

de materiales.

Los modelos que estudian los procesos RFWI se basan en la entrega de potencia y
asumen que la energia entregada por el volante de inercia E,,; se transforma en calor
generado por fricciébn hasta llegar a un perfil de temperaturas adecuado que propicia la
deformacién plastica. Después, una fraccion de E,,; se destina también para la
deformacién del material [71]. Wang [60] calcul6 el calor generado a partir de los resultados
experimentales del comportamiento de la velocidad angular en el tiempo. Por su parte,
Davé [12] utiliz6 dos métodos analiticos para calcular el calor generado a partir de la
disipacion directa de la energia cinética rotacional donde ignoré la variacion radial para la
distribucion del calor de entrada al considerar una pared delgada en la probeta tubular
utilizada. Bennett [72], [73] utilizé datos experimentales para definir p en términos de la
energia entregada en el tiempo por el volante de inercia.

Moal [74] desarroll6 un modelo tedrico de friccion satisfactorio para el proceso RFWI en el
que la interfaz de contacto pasa de un comportamiento deslizante a uno viscoplastico. En
la etapa deslizante el esfuerzo cortante de friccion t5, cumple la ley de Coulomb. Al llegar
a una velocidad rotacional critica, la interfaz de contacto comienza a comportarse como
una capa delgada de Norton-Hoff (perfectamente viscoplastico) y el esfuerzo cortante de
friccibn comienza a multiplicarse por una funcién polinomial dependiente de la velocidad
de deslizamiento. Mas adelante D’Alvise [75] adapté esta formulacion redefiniendo la
funcién polinomial que describe el comportamiento del esfuerzo cortante en términos de la
temperatura y establecié que el comportamiento viscoplastico comienza a partir de una

temperatura critica.

En el proceso RFWDD se pasa rapidamente de generar calor a través del mecanismo de
friccién deslizante a generarlo por el fenémeno de adherencia viscoplastica que obedece
la ley de friccion del esfuerzo cortante. Durante el contacto inicial y a nivel microscépico
los picos de las asperezas superficiales realizan la restriccion mecénica de contacto y

provocan un area real de contacto muy inferior al &rea aparente de contacto. En este punto
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el esfuerzo cortante de friccion 5, es proporcional al esfuerzo normal y cumple la ley de
Coulomb como se observa en la Figura 3-3a. Simultaneamente la energia disipada en
forma de calor eleva la temperaruta del material y reduce el esfuerzo de fluencia. El
deslizamiento pule las superficies y proboca la fractura y deformacién los picos. Como
consecuencia, alrededor de la zona de contacto se alcanza una condicion de altas
temperaturas y se reduce la resistencia del material. Al mismo tiempo, aumenta el area
real de contacto hasta acercarse al area aparente. Después, la friccion en la interfaz de
contacto se independiza del esfuerzo normal y hace una transicion a un fenémeno de
friccion por adhesién viscoplastica que obedece la ley de friccion por esfuerzo cortante. En
esta condicion, la resistencia al movimiento es igual al esfuerzo cortante de fluencia 7, del
material, donde tr. =1, Yy corresponde a la Figura 3-3b. Sin embargo, el punto de
transicion es dificil de predecir por la influencia de muchos factores como la geometria de
contacto, temperatura, fuerza aplicada, velocidad de deslizamiento y propiedades del
material [11], [16], [26] y [64].

—

ﬁ
Comportamients
* Area real de vistopEshe
contacto
a) Friccién deslizante b) Friccién por adherencia

viscoplastica

Figura 3-3: Mecanismos de friccién en la interfaz de contacto durante la etapa de
calentamiento.

El comportamiento de friccion por deslizamiento-viscoplastico es ampliamente aceptado
en el proceso RFWDD [9], [64] y [76]. Este modelo considera que el esfuerzo cortante de

friccion corresponde a

- HoN si. Trr < Ty (T), Friccién deslizante (3.4)
fr = 1mz,,(T) si poy > 1,(T), Friccién por adhecion viscoplastica
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donde gy corresponde al esfuerzo normal de contacto y m es el factor de friccion en la fase
viscoplastica. Con base en el criterio de fluencia de Von Mises, el esfuerzo cortante de
fluencia se puede escribir como:
=2 (35)
V3
Los trabajos [65], [77], [78] y [79] consideran un modelo de friccién por deslizamiento-

esfuerzo cortante en el que la fase de adherencia viscoplastica es alcanzada cuando t, <

uoy y definen la ecuacion de flujo de calor generado por friccibn como

4fr =M * Ve * min (uP;, mt,,) (3.6)

donde n es el coeficiente de eficiencia de conversion de energia mecénica rotacional en

calor y ; es la velocidad tangencial relativa.

Maalekia [64] propone un modelo de friccibn por deslizamiento-adhesién como otra
alternativa para describir la generacion de calor. Cuando el &rea real de contacto se acerca
al area aparente de contacto se da lugar a un flujo completamente plastico en la interfaz
gue cumple la ley de friccién por esfuerzo cortante. Asi, la generacion de calor se divide
en tres etapas, una inicial completamente deslizante, una final completamente adhesiva y
una etapa intermedia de transicion deslizante-adhesiva. Con el fin de incorporar esta etapa
intermedia, se debe utilizar un factor de transicién &, dependiente del tiempo y que toma
valores de 0 a 1, donde § = 1 corresponde a una condicion totalmente deslizantey § = 0 a
una condicién adhesiva. En particular, Maalekia consideré una transicién de 0.1 [s]
después de alcanzar una temperatura de 0.6 T,,, donde el esfuerzo de fluencia es
relativamente bajo y se espera una recristalizacion dinamica. Otros trabajo que han

utilizado esta formulacién para definir el calor generado son [9], [14] y [76]. Asi
4fr = 6VeuP + (1 —6)V1,, (3.7)

Finalmente, el calor generado por friccion se divide en dos flujos de calor que van hacia

las dos probetas del proceso. La relacion de participacion de calor g corresponde a la
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absorcion de calor de un elemento frente a otro y normalmente se asume de 0.5 en

procesos con materiales similes [64]. Asi

qfr,sup = ﬁer (3.8)
er,inf =1-p) er (3.9)

3.2 Componente mecanico

El Proceso RFWDD es transitorio, produce grandes deformaciones y maneja altas
temperaturas de operacion. Al finalizar la etapa de friccion se presenta un gradiente de

temperatura alto en la junta que afectada el esfuerzo de fluencia o, el coeficiente de

conductividad k y el calor especifico C,,.

El aumento de temperatura alrededor de la zona de contacto implica una reduccion en la
magnitud del esfuerzo de fluencia que comienza en valores cercanos a los 10° [Pa] a
temperatura ambiente en la etapa de precontacto y disminuye a casi 0 [Pa] al aproximarse
a la temperatura de fusion T,,. Simultaneamente, el calor generado por friccion disminuye
de forma proporcional con el esfuerzo de fluencia después de alcanzada la condicion
woy > 7, (T), descrito en las ecuaciones (3.5) y (3.6). Por otra parte, las grandes
deformaciones plasticas durante el proceso pueden considerarse como una fuente de calor
volumétrica adicional al calor por friccibn. En consecuencia, es importante acoplar el
modelo térmico y mecanico para una retroalimentacion mutua con una adecuada
simplificaciébn que permita la realizacion de los calculos sin perder la precision de los

resultados.

Los procesos RFWDD con materiales similes presentan un comportamiento simétrico
respecto a la zona de contacto. Esto permite simplificar el modelo y considerar una barra
rigida de mayor diametro aislada térmicamente y la otra con comportamiento plastico en
la que se desarrollan todos los fendmenos del proceso. En particular, Zhang [78] utiliz6 un
modelo rigido-viscoplastico 3D, donde la zona deformada presenté un comportamiento
plastico y omitié6 el comportamiento elastico al considerarlo muy pequefio respecto al

plastico. Este modelo predijo la forma y tamafio del labio de soldadura con alta precision a
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condiciones de alta y baja deformacion. Wenya [14] consideré un modelo 2D axisimétrico
basado en un esfuerzo de fluencia definido a diferentes tasas de deformacion y
temperaturas. El investigador utilizé técnicas de remallado y mapeado de la solucién para
enfrentar la gran distorsion de los elementos. Reportd un error de 2.5% en el célculo del
acortamiento axial, una prediccion adecuada en la forma y tamafio del labio de soldadura
y una concordancia entre la profundidad de la zona de alta temperatura en el modelo con

la zona de recristalizacion en el experimento.

Asif [16] desarrollé un modelo plastico 3D para un proceso RFWDD con acero inoxidable
como material base. Definié el endurecimiento a través de la ecuacion de Johnson-Cook y
utilizé una malla fina en la zona cercana a la interfaz de contacto, la cual refiné hasta que
la solucién resultante se torné independiente del refinamiento y dentro de un rango
aceptable en comparacion a los resultados experimentales. Con este mallado se simularon
diferentes experimentos a diferentes condiciones de procesos en los que se modific las
magnitudes de presion de friccién, presién de forja y sus respectivos tiempos. El autor
reportd una precision general del 95% en el pico de temperatura y un error maximo del 8%
en el acortamiento axial. Por otra parte, hay poca coincidencia en la forma del labio el cual

no logra doblarse con forma de riso en la simulacion.

Donati [17] utiliz6 un modelo 2D axisimétrico torsional para simular un proceso RFWDD
entre aleaciones de aluminio. Combiné datos de esfuerzo de fluencia de diferentes autores,
para diferentes condiciones de temperatura y tasas de deformacion, y los agregé al
software en forma tabular. Ademas, el autor propuso que el factor de friccibn m depende
de la temperatura y puede adoptar valores superiores a 1. Por ejemplo, m alcanza un valor
de 10 en 500°C y permanece constante hasta alcanzar una temperatura de fusién de
600°C. Este modelo predijo satisfactoriamente la morfologia del labio de soldadura. Las
temperaturas calculadas en la etapa de deslizamiento presentaron una diferencia de 50°C

por debajo de los resultados experimentales.

Por otra parte, los procesos RFWDD con materiales disimiles que presentan valores de
esfuerzo de fluencia muy diferentes entre si desarrollan una Zona Afectada Termo-

Mecanicamente (ZATM) sdlo en el material més débil. Por ejemplo, al soldar una aleacion
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de aluminio con acero inoxidable el primer componente se deforma y desarrolla el labio de
la soldadura mientras que el segundo componente practicamente no cambia su geometria
[80]. Esto se debe a que la temperatura desarrollada en la interfaz de contacto se acerca
a la temperatura de fusién de una de las dos piezas y el esfuerzo de fluencia se reduce lo
suficiente para que la presion aplicada deforme el material dando paso al labio de
soldadura hasta lograr la coalescencia deseada. En estos casos es posible considerar la
pieza mas resistente como rigida y conservar una buena precision en los célculos

numeéricos.

Son pocos los trabajos enfocados a la simulacién de procesos con materiales disimiles.
Lesniewski [24] realizé un modelo rigido-elastoplastico 3D entre una barra maciza de
tungsteno y otra de titanio. Considerd una condicion de sélo deslizamiento durante toda la
etapa de calentamiento por friccion y probé diferentes curvas de coeficiente de friccion en
funcién de la temperatura adaptadas de la literatura. En la simulacién impuso una condicién
de remallado adaptativo a una frecuencia determinada para conservar una calidad de malla
adecuada. Adicionalmente, consider6 el esfuerzo de fluencia dependiente de la
temperatura a diferentes condiciones de baja deformacién que van de 0.05 a 0.35
[mm/mm] y referido a una Unica tasa de deformacion é. Los resultados del acortamiento
axial muestran una adecuada coincidencia con los resultados experimentales. Sin
embargo, la geometria final simulada del labio de soldadura se aleja de la forma de riso

esperada.

Por otra parte Zimmerman [23] utiliz6 de forma cuasi-estatica un modelo elastico-
elastoplastico 2D axisimétrico entre una barra ceramica y otra metélica. No reporté el uso
de ninguna estrategia de remallado y consider6 una formulacién aditiva de las
deformaciones elasticas, plasticas y de expansion térmica. Definié la curva de esfuerzo
deformacién a 7 temperaturas diferentes en un rango de deformaciones plasticas entre 0
y 0.2 [mm/mm] bajo una Unica condicién de tasa de deformacion. El radio maximo
desarrollado por el labio de soldadura y su altura presentd un error relativo menor al 7%.
Sin embargo, la forma del labio de soldadura en la simulacibn no mostré la misma
tendencia a doblarse hacia arriba como en los resultados experimentales. Mousavi [22]
recurrié a un modelo 3D plastico-plastico y aplicé el modelo de Johnson-Cook para simular
un proceso FRWDD entre dos aceros diferentes a condiciones de baja deformacién con

un acortamiento axial inferior a 2.2 [mm]. El trabajo reporté un error relativo en el
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acortamiento axial menor al 5% en la combinacion disimil del proceso. Sin embargo, la

forma del labio de soldadura en los resultados simulados se alejo del esperado.

3.3 Modelo numeérico empleado del proceso RFWDD

El Método de los Elementos Finitos (FEM) es una estrategia numérica que permite obtener
un comportamiento aproximado de fenémenos fisicos previamente descritos a través de
Ecuaciones Diferenciales Parciales (EDP) en términos de una o mas variables
dependientes de interés. Primero se reformula el problema en forma débil, luego se
discretizan los dominios en elementos finitos a través del mallado donde los nodos definen
el comportamiento de cada elemento por medio de funciones de forma. Lo anterior permite
transformar la formulacién débil en un sistema de ecuaciones algebraicas y asi calcular

numéricamente una solucién aproximada.

Para llevar a cabo la simulacién numérica del proceso RFWDD se seleccion6 el software
COMSOL Multiphysics por su ambiente multifisico que admite el acople termomecéanico
requerido y por su flexibilidad para definir ecuaciones, dominios y condiciones de contorno.
El flujo de trabajo con el programa consistié en configurar el entorno de trabajo, construir
la geometria de los objetos, definir las propiedades de los materiales a utilizar, definir las
condiciones fisicas y de contorno del proceso, realizar el mallado, definir estrategias de
remallado, ejecutar la simulacion y finalmente el posprocesamiento de resultados. Fueron
utilizados los modulos de mecanica de solido y de transferencia de calor los cuales
permiten determinar los campos de esfuerzos, deformacion, desplazamientos y

temperaturas.

Al considerar que los modelos 3D implican altos costos computacionales que aumentan
con la complejidad del modelo sumado a la necesidad de ejecutar varias simulaciones con
el objetivo de optimizar la prediccion sobre los valores experimentales, se optd por un
modelo 2D axisimétrico elastoplastico en vista de su alto grado de precision para calcular

el comportamiento de la temperatura, el acortamiento axial y la forma de la soldadura. En
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procesos RFWDD disimiles entre materiales con grandes diferencias entre sus esfuerzos
de fluencia para la misma temperatura, el material mas rigido no muestra cambios

geométricos apreciables, por lo cual se considerd totalmente rigido.

Las condiciones térmicas y mecanicas del proceso se presentan en el esquema de la
Figura 3-4 donde la geometria se dividié en tres dominios diferentes. EI Dominio D1 se
consider6 como un cuerpo rigido que interactia térmicamente con el entorno. Los dominios
D2 y D3 corresponden a cuerpos elastoplasticos donde D2 se discretiza con una malla

mas fina para una mejor respuesta ante las grandes deformaciones.
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Figura 3-4: Esquema del modelo matematico del proceso RFWDD disimil.

Las condiciones térmicas del modelo se ven gobernadas por la ley de conservacién de la
energia (T1) donde la variacidon de temperatura influye significativamente sobre el poder
calorifico C,, y la conductividad térmica k. La condicion de calor generado por deformacion
plastica (T2) se aplica solo a los dominios D2 y D3 a causa de las deformaciones plasticas
esperadas. La conveccioén (T3) se presenta en todos los contornos excepto en la zona de
contacto. Ademas, se asume despreciable la transferencia de calor por radiacion con el

entorno.
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El par de contacto térmico (T4) consideré la transferencia de calor entre los contornos de
contacto. Cuando w>0 existe movimiento relativo entre las superficies y el flujo de calor
esta gobernado por la generacion de friccion, calculado con el modelo de friccidén
deslizamiento-esfuerzo cortante, definido en la ecuacion (3.6), y distribuido entre las barras
de trabajo de acuerdo a las ecuaciones (3.8) y (3.9). La relacion de participacion de calor
B depende de los materiales a utilizar. Una vez frenada la barra giratoria se da paso a la
etapa de forja donde la junta logra la coalescencia y continua el enfriamiento. Se consideré
en el modelo que la transferencia de calor entre contornos obedece una condicién de capa
delgada resistiva de acuerdo a las ecuaciones (2.23) y (2.24) con una resistencia térmica
de capa representativa de la junta donde

0, w>0 (3.10)

El comportamiento mecénico esta gobernado por la ecuacion de movimiento (M1) que
corresponde a la ecuacion (2.69). Se utilizo la formulacién mixta de presion (M2), también
conocida como formulacion u-p, la cual reemplaza al tensor de deformacién volumétrico

por la presion B, que corresponde a una variable dependiente adicional.

Se asigna a los dominios D2 y D3 un comportamiento plastico (M3) calculado mediante
una estrategia de descomposicién multiplicativa del gradiente del tensor definida en la
ecuacion (2.51). Esta estrategia es recomendada por el software para grandes
deformaciones. El fendmeno de contacto entre las dos piezas se modelé a través del
método de la penalizacién (M4) el cual corresponde a un resorte rigido imaginario que se
activa entre los contornos de contacto para que no se invada el espacio de cada uno. El
dominio D1 se consider6 como un material rigido (M5) anclado en el espacio a través de
una restriccion fija (M6). Finalmente, las presiones del proceso se ingresaron como una

condicion de carga aplicada (M7) en el contorno superior del dominio D3.

Las variables dependientes utilizadas estan definidas en la Tabla 3-1. La alta no linealidad
presente en el modelo por el comportamiento plastico (M3) y la condicion de contacto

mecéanico (M4), sumado a los grandes gradientes de temperatura que se desarrollan
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durante el proceso pueden generar problemas de convergencia en la determinacién de la

variable de desplazamiento u.

Tabla 3-1: Variables dependientes.

Variable dependiente | Nombre Unidades
T Temperatura K

u Desplazamiento | Mm

Pw Presion auxiliar | N/m?

Se seleccion6 el método implicito de Euler hacia atras o formula de diferencias hacia atras
(BDF por sus siglas en inglés) como solucionador dependiente del tiempo. Este método
robusto y de alta estabilidad permite solucionar los términos de evolucién temporal.
Adicionalmente se activo la opcién “Controlador no lineal” para un control de paso mas
eficiente en problemas no lineales, el cual permite un tamafio de paso menor al requerido
por la precision BDF para una adecuada estabilidad en el solucionador no lineal de
Newton. Para integrar el modelo térmico y mecanico, se escogié un enfoque acoplado.
Este enfoque integra las ecuaciones de los dos sistemas fisicos y resuelve de forma
simultdnea todas las incégnitas. Para resolver las ecuaciones no lineales, se utilizé el

método iterativo de Newton amortiguado.






4 Validacién del modelo computacional y
analisis paramétrico

El modelo se evalué en tres condiciones de proceso RFWDD diferentes y fue validado a
partir de datos experimentales reportados en la literatura. Inicialmente se considerd un
proceso RFWDD simil de baja deformacion. Posteriormente, se modelé un proceso
RFWDD simil de alta deformacion. En ambos casos el material de trabajo fue Inconel 718.
Finalmente se aborddé un proceso RFWDD disimil entre un hierro y cobre puro. Este
capitulo incluye una evaluacion de diferentes estrategias para modelar las deformaciones
plasticas que se desarrollan durante un proceso RFWDD segun el tercer objetivo
especifico de esta tesis. Inicialmente se valida el modelo bajo una condicion simil de baja
deformacién donde se comparan diferentes alternativas para definir el esfuerzo de fluencia
g, a una condicion de deformacion representativa £€=0.2 [mm/mm]. Luego, se aborda un
proceso simil de grandes deformaciones plasticas y se considera de forma mas amplia el
efecto de la deformacion Ef; sobre o,,. Posteriormente se identifica la interaccion de las
variables de proceso con las caracteristicas macroscoépicas de la junta a partir de un disefio
experimental de simulaciones numéricas segun el Gltimo objetivo de esta tesis. Finalmente,
se valido el modelo construido con un proceso RFWDD disimil entre cobre y hierro puros,

y se estudio su comportamiento termomecénico a diferentes condiciones de operacion.
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4.1 Modelado de deformaciones plasticas

Los procesos RFWDD similes presentan un comportamiento térmico y mecanico altamente
simétrico respecto a la zona de contacto. Esto permite simplificar el modelo previo y
analizar el comportamiento de sélo una de las barras de trabajo sin perder la precision de
los resultados. En las validaciones similes se consider6 una barra superior con
comportamiento elastoplastico enfrentada a una barra inferior rigida de diAmetro mayor y
aislada térmicamente. El flujo de calor por friccion en la superficie de contacto corresponde

a la Ecuacion (3.8) con una relacion de participacion de calor g = 0.5.

4.1.1 Validacion simil de baja deformacion

Para esta validacién se tomé como referencia un proceso RFWDD simil entre dos barras
macizas de Inconel 718 de igual geometria bajo las condiciones de proceso expuestas en
la Tabla 4-1. En la simulacion se consider6 una barra elastoplastica de radio 10.37 [mm] y
longitud 220 [mm] en contacto con una segunda barra rigida de radio 37 [mm] y longitud
de 30 [mm] [78].

Tabla 4-1: Parametros de operacion del proceso RFWDD de validacion preliminar [78].

Parametro Valor
Presién de friccién P1 [MPa] 130
Tiempo de friccion t1 [s] 2
Presion de friccion P2 [MPa] 210
Tiempo de friccion t2 [s] 5
Presion de forja P3 [MPa] 310
Tiempo de forja t3 [s] 5
Velocidad angular [rpm] 1370
Tiempo total de fricciéon[s] 12
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La Figura 4-1 muestra la geometria utilizada en la simulacion dividida en cuatro dominios.
Se utilizé una malla triangular con una discretizacién cuadratica de serendipia en el médulo
de mecanica de solido y Lagrange cuadratico en el médulo de transferencia de calor. El
dominio 1 corresponde a un cuerpo rigido con un tamafio maximo del elemento de 5 [mm]
y uno minimo de 0.0188 [mm]. Los dominios 2, 3 y 4 corresponden a un cuerpo
elastoplastico. El dominio 2 se definié con un tamafio maximo de 0.25 [mm] y uno minimo
de 0.0313 [mm]. Se asignoé a la superficie de contacto del dominio 2 un tamafio en el
elemento de 0.1 [mm]. A los dominios 3 y 4 se les asign6 un tamafio maximo de 2.5 [mm]
y 9.25 [mm] y uno minimo 0.005 [mm] y 0.013 [mm] respectivamente. Finalmente, se
asigno6 una condicion de remallado que se activa cuando la calidad de al menos uno de los
elementos se vuelve inferior a 0.5. La calidad de los elementos, definida como la relacién
entre volumen versus circunferencia de un elemento, fue evaluada en cada paso de
tiempo. Para remallar, se crea una nueva geometria deformada a partir de la Ultima
solucién almacenada y sobre esta geometria se vuelve a mallar los diferentes dominios
con base en las condiciones de mallado indicadas anteriormente. Luego, se mapea la
solucién almacenada de la malla previa a la condicion remallada y se reinicia la simulacion
a partir del dltimo tiempo evaluado [81]. La temperatura durante el proceso en el punto

superficial P con coordenadas (r=10.37mm, z=5mm), es reportada por [78].

Figura 4-1: Geometria y dominios de simulacion.
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El comportamiento del poder calorifico y conductividad térmica en funcién de la
temperatura fueron tomados de la referencia [82]. Por el corto tiempo que dura el proceso
de soldadura, el coeficiente de convecciébn se considerd h.y,, = 0 [W/m?].
Adicionalmente, el comportamiento de la densidad p y el médulo de Young E respecto a la
temperatura para el material Inconel 718 fueron tomados de la libreria de COMSOL
Multiphysics y corresponden respectivamente a las ecuaciones (4.1) y (4.2) donde la
temperatura esta definida en Kelvin.

p = 828896 — 0.055* Tt — (7.19 % 10™*) * T2 4+ (7.975 = 1077) * T3 (4.1)
—3.48(10719) « T*

E =(2.1110'1) — (2.85 % 107) * T* — (7834.10) * T2 — 17.87 » T3 (4.2)

En el célculo del calor generado por friccion se utiliz6 el modelo de friccibn por
deslizamiento-cortante que corresponde a la ecuacion (3.6), con factor de friccion m = 0.9.
Para determinar el calor generado por deslizamiento, inicialmente se evaluaron dos
condiciones diferentes del coeficiente de friccibn encontrados en la literatura, y
posteriormente se adaptd un nuevo coeficiente de friccion p; en funcién de la temperatura
gue permitié simular con mayor precision las condiciones termomecanicas. El esfuerzo de
fluencia o, utilizado en este ajuste corresponde a la curva esfuerzo-deformacion
construida a partir de datos reportados en un ensayo de compresion a alta temperatura del
material a una condicién representativa de la deformacién plastica equivalente fijada en
gpe = 0.2 [mm/mm], a cuatro tasas de deformacion diferentes de 0.001 [1/s], 0.01 [1/s], 0.1
[1/s] y 3.2 [1/s], y dependiente de la temperatura [78]. Estos datos se encuentran en un
rango de temperatura de 1073.15 [K] a 1493 [K]. Para efectos de la simulacion se extrapold
linealmente o, desde 1493 [K] hasta alcanzar 0 [MPa] en la temperatura de fusion T, =
1573[k] como consecuencia de la condicion liquida del material. Para temperaturas

inferiores a 1073.15 [K] se extrapol6 o, de forma constante.
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Figura 4-2: Curva de esfuerzo de fluencia respecto a la deformacion a diferentes tasas
de deformacién, datos tomados de [78].

El primer coeficiente de friccion evaluado u; se encuentra en términos de la presion
aplicada P, la temperatura T y la velocidad relativa tangencial entre las superficies v, ,y

obedece a la ecuacion (4.3) [83].

py = 0.12 P~0233(T — 273)0471exp (—0.739v,) (4.3)

La segunda condicion evaluada considera el comportamiento de un coeficiente de friccion
U, con respecto a la velocidad relativa de desplazamiento entre las superficies, fue tomada
de [37] y corresponde a la Figura 4-3. En el proceso de validacion actual las velocidades

oscilan entre 0 [m/s?] en el centro y 1.48 [m/s?] en la superficie.
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Figura 4-3: Coeficiente de friccion u, en funcién de la velocidad relativa, tomado de [37].

La Figura 4-4 presenta los resultados de la simulacion realizada evaluados en términos de
la temperatura en el punto superficial P con coordenadas (r=10.37mm, z=5mm) durante el
proceso RFWDD. La primer curva hace referencia al resultado experimental reportado por
[78] con un acortamiento axial final de 1 [mm]. La segunda y tercera curva corresponden
al resultado obtenido al considerar los coeficientes de friccion u, y u,, en estos casos el
acortamiento axial fue respectivamente de 0.2 [mm] y 1.1 [mm]. La condicién u; mostr6 un
comportamiento mecanico mas cercano al experimental al alcanzar un acortamiento axial
de 1.1 [mm], mientras que la condicion u, alcanzé un acortamiento de 0.2 [mm]. Sin
embargo, los primeros 8 segundos la curva de temperatura de u, alcanza una diferencia
de hasta 200 [K] respecto a los datos experimentales, motivo por el cual se identificd un
coeficiente u; en funcion de la temperatura que se ajustara con mayor precisién a la curva

experimental.
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Figura 4-4: Comportamiento de la temperatura respecto al tiempo en el punto superficial
P(r=10.37 [mm], z=5[mm]), curva experimental tomada de [78].

La Figura 4-5 corresponde a la curva u;(T). Esta curva se construy6 a partir de la forma
de la curva presentada en la Figura 3-2 y ajustada al rango de magnitudes utilizado en
u, (vy). También se consider6 que el coeficiente de friccion a condiciones de deslizamiento
y bajas temperaturas puede variar entre 0.03 y 0.6 [37], [84]. Por otra parte, a altas
temperaturas el coeficiente de friccién puede llegar a un valor de 0.02 [50]. Se realizaron
varias simulaciones del proceso hasta determinar la curva u;(T) que mejor se ajusté al
comportamiento térmico experimental. En el momento en que se aplica la presiéon P3 la
temperatura promedio en la zona de contacto es cercana a 1250 [K]. A partir de este
cambio de presion y a temperaturas superiores de 1250 [K] se consider6 que el coeficiente
de friccion cae en el orden de 0.02.
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Figura 4-5: Coeficiente de friccion ;.

Posteriormente, se compararon cuatro estrategias diferentes para definir el esfuerzo de

fluencia o,,. La condicion A corresponde a la utilizada anteriormente para identificar el
coeficiente de friccion mas adecuado. Esta condicion definié o, para una deformacion
plastica equivalente fija en &,, = 0.2 [mm/mm], dependiente de la temperatura y a varias

tasas de deformacién [78], tal como se observa en la Figura 4-2.

La condicién B utilizé la ley de endurecimiento de Johnson-Cook que corresponde a la
ecuacion (2.40) donde gy, =1377 [MPa], K =1243.5 [MPa], n =0.6767, € =0.0045, &,,=1
[s71], Trer= 294.15 [K], T,,=1573 [K] y m= 1.29. Las condiciones C y D corresponden a
leyes de endurecimiento de Johnson-Cook modificadas propuestas por lturbe [54], [55] vy
obedecen a la ecuacion (2.39). Iturbe considera como independientes los efectos del
endurecimiento isotropico por deformacién (Ef,), endurecimiento por sensibilidad a la tasa

de deformacion (Ef;) y ablandamiento térmico (Ef7).

En la condicion C los efectos de endurecimiento Ef, y Ef; se conservaron de la definicion
de la ley de Johnson-Cook y corresponden a las ecuaciones (4.4) y (4.5). El efecto de

ablandamiento térmico Ef; utiliza la ecuacién (2.41), conocida como ley de la potencia,
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para definir T, y evalia m de forma escalonada respecto a una temperatura critica

T., = 973 [K] como se muestra en la ecuacion (4.6). Para esta condicion m = m.

Efi(e) = Oyso T kggle (4.4)

. épe
Efé(g) =1+ Cln—
€po (4.5)
me=2, T <973 [K]

EfT(Tcr)

me = 0.0016 T + 2.0031
(4.6)

La condicion D define los efectos de endurecimiento Ef; y Ef; de acuerdo a las ecuaciones
(4.4) y (4.7) respectivamente, donde (;=0.00216 y D, = 1.00391. Adicionalmente,
formula Ef(T) de acuerdo con la ecuacion (4.8).

é
Ef:(¢,T)=1+C,D,"In <ﬂ>

€po (4.7)

(4.8)

Er ) =1 e

Asi, las ecuaciones para determinar el esfuerzo de fluencia en las condiciones C y D son

respectivamente

é T —Trer \ '€
0ys(€,6,T) = (0ys0 + ksgle) <1 + Clnﬁ) (1 - (—ref> )

SpO Tm - Tref ( 4'9)

— T, (Epe 1
O'ys(&‘, §T) = (GySO + ksgle) 1+CDy In (%) (1 — m)

(4.10)
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La Figura 4-6 presenta el comportamiento del esfuerzo de fluencia respecto a la
temperatura a una tasa de deformacion ¢ = 0.1 s~! y a una condicion de deformacion
€ =0.2 [mm/mm] para las condiciones A, B, C y D. La condicin B muestra un
comportamiento lineal que duplica los valores de la curva de referencia alrededor de los
1223.15 [K]. Las condiciones C y D muestran un comportamiento mas cercano a la curva

experimental donde la condicion C es mas precisa y asegura un valor de a,,= 0 [MPa] en

T, por su formulacion. Por otra parte, la condicién D llega a un valor de oys@ry,= 76 [MPa].

1000
900
800
700
600
500
400
300
200
100

Esfuerzo de fluencia [MPa]

1073 1173 1273 1373 1473 1573
Temperatura [K]

Condicion D

Condicion C

e Condicion A [78] Condicion B

Figura 4-6: Esfuerzo de fluencia vs temperatura a una tasa de deformacién 0.1 s*-1,
condicion A tomada de [78].

Los resultados de cada simulacién realizada se evaluaron en términos del comportamiento
de la temperatura en un punto P con coordenadas (r=10.37mm, z=5mm), la morfologia
final del labio de soldadura y el acortamiento axial. En la Figura 4-7 se graficd el
comportamiento de la temperatura en el punto P. En dicha figura se observa una alta
coincidencia entre la curva de temperatura reportada en la referencia [78] para el punto P
y las curvas de temperatura calculadas. En el cuarto segundo se presenta una

subestimacion méaxima de 90 +5 [K] para todos los casos. En el segundo 13 se alcanza la
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temperatura maxima con un error de 3.5%, 1.1%, 1.7% y 0.2% bajo las condiciones A, B,C
y D respectivamente. Al llegar a la condicion de enfriamiento, todos los casos mostraron

una pendiente similar.
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Figura 4-7: Resultados de Temperatura vs tiempo en el punto P(r=10.37 [mm],z=5 [mm)])
a diferentes condiciones de esfuerzo de fluencia. Curva experimental tomada de [78].

La morfologia del labio de soldadura y el campo de deformaciones plasticas equivalentes
obtenidas para el tiempo t=12 [s] se muestra en la Figura 4-8. Las condiciones Ay C
presentan una morfologia similar a la reportada. La deformacion plastica equivalente
méxima en las condiciones A y C fueron de 0.39 [mm/mm] y 1.09 [mm/mm]
respectivamente. Por otra parte, la condicion D desarroll6 un labio de soldadura poco

pronunciado y la condicién B no desarrollé un labio.
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a) Seccion de junta de soldadura, tomada de [78].
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Figura 4-8: Campos de deformacién plastica equivalente y morfologia de labio de
soldadura, seccién de junta de soldadura tomada de [78]

La Tabla 4-2 presenta los diferentes errores relativos en la morfologia del labio de
soldadura y el acortamiento axial de una barra. La condicién A predijo con mayor precision
la forma del labio seguida por la simulacion que defini6 el esfuerzo de fluencia a partir de
la condicion C. Estas dos condiciones también mostraron un mismo error de 10% en el
acortamiento axial. La condicién D desarroll6 levemente el labio y presentd un error del
35% en el acortamiento axial. Finalmente, la condicion B dista significativamente de la
solucion al no desarrollar un labio de soldadura y reportd un error superior al 50% en el

acortamiento axial.
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Tabla 4-2: Resultados de simulacién de acortamiento axial en una de las barras y de

morfologia del labio de soldadura (Ancho y altitud).

Ancho Error Altitud Error Acortamiento Error
[mm] relativo [%] [mm] relativo [%] axial [mm] relativo [%]
Experimental [78] 24.08 2.86 1
Condicion A 24.10 0.1 2.9 1.4 0.9 10
Condicion B NA NA NA NA 0.4 60
Condicién C 245 1.7 2.7 5.6 1.1 10
Condicion D 225 6.6 3.2 11.9 0.65 35

En conclusién, las condiciones del esfuerzo de fluencia que mejor predijeron el proceso
simil de baja deformacion fueron la condicién Ay la condicion C. En ambos casos se obtuvo
un error relativo del 10% al predecir el acortamiento axial. Ademas, la condicién C calcul6
una mejor prediccion térmica. Por otra parte, las condiciones B y D mostraron un buen
desempefio en la prediccién del comportamiento térmico; sin embargo, mostraron una baja

precision ante el comportamiento mecanico.

4.1.2 Validacion simil de alta deformacion

A continuacion, se presentan las condiciones del proceso seguido por los diferentes
parametros del material que se consideraron para realizar la simulacion. Posteriormente,
se presenta un analisis comparativo a nivel térmico y mecéanico de los resultados
calculados bajo cinco condiciones con diferentes formulaciones de coeficiente de friccién
y esfuerzo de fluencia correspondientes a los casos A, B, C y D. Finalmente se identificd
la ZAT y la ZATM a partir de la prediccién del modelo para el caso B, el cual predijo con
mayor precision el comportamiento termomecénico respecto a los resultados

experimentales reportados por [82].

Esta validacion consider6 un proceso RFWDD entre dos barras cilindricas iguales de 100
[mm] longitud y 25 [mm] diametro. El material utilizado en ambas barras corresponde a
Inconel 718. Las barras fueron sometidas a una presion de friccion hasta alcanzar 5 [mm]

de deformacion axial total en un tiempo de 47 [s]. Después, la rotacion se detuvo y los
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materiales fueron sometidos a una presion de forja. La Tabla 4-3 presenta los pardmetros

de operacién considerados para la presente validacion [82].

Tabla 4-3: Pardmetros de operacion en validacion RFWDD de alta deformacion [82]

Parametro

Valor

Presion de friccion P1 [MPa]

350

Tiempo de Friccion tl [s]

47

Presion de forja P2 [MPa]

525

Tiempo de forja t2 [s]

Velocidad angular [rpm]

1200

Para la definicion del dominio espacial, se construyé una geometria con tres dominios y se

utilizé una malla triangular libre como se observa en la Figura 4-9. El tamafio utilizado en
cada dominio se presenta en la Tabla 4-4. Como condicidén adicional, se definié un tamafio

de los elementos de borde en los contornos C7 y C11 de 0.12 [mm]. También se realizé

un remallado en los tiempos 18 [s], 20 [s], 25 [s] y 30 [s].
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Figura 4-9: Mallado en validacién simil de alta deformacion.
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Tabla 4-4: Tamanos de los elementos en las mallas de los diferentes dominios.

Dominio | Tamano minimo [mm] | Tamafio maximo [mm]
D1 0.039 8.71
D2 0.0026 13
D3 0.00975 2.6

Los mddulos de mecanica de sélido y transferencia de calor manejaron respectivamente
las discretizaciones ‘cuadratico de serendipitos’ y ‘Lagrange cuadratico’. También, se
trabajo con el método de penalizacion para definir el contacto superficial. A nivel térmico,
las condiciones de poder calorifico y conductividad térmica se mantuvieron igual que en la
validacion simil de baja deformacién al tratarse del mismo material. El coeficiente de
conveccion utilizado fue de h,,,,, = 30 [w/m?] sobre toda la superficie de la barra giratoria
[37]. Para definir el calor generado por cortante, se utilizé un factor de friccion m = 0.9.
Adicionalmente, se evaluaron dos coeficientes de friccion u, y . para determinar el calor
generado por deslizamiento. La condicién y,; obedece a la ecuacion (4.3) [83]. La condicidn
us corresponde a un ajuste en el cual se proporcionoé el coeficiente u; utilizado en la
seccion anterior y presentado en la Figura 4-5. El coeficiente de friccion varia entre los
procesos FRWDD de baja y alta deformacion debido a los diferentes pardmetros de
operacion tales como la magnitud de la presién de friccion, una presion de friccién
constante y una mayor velocidad relativa tangencial desarrollada en el extremo de la zona
de contacto. Frente a esto se multiplicaron los puntos de la curva u; por un factor de

proporcionalidad F, de la forma

Ha = Fy * 3 (4.11)

Se realizaron varias simulaciones del proceso en las que se vario F, en un rango de 0.5 a
1.5 y se escogio el factor que mejor se ajustdé al comportamiento termomecanico del
proceso. El factor que mejor predijo la evolucién de la temperatura superficial en la interfaz

de contacto y el acortamiento axial en su etapa de calentamiento fue F, = 0.6.

La ley de endurecimiento de Johnson-Cook considera los efectos de

endurecimiento/ablandamiento por deformacion Ef.(¢), endurecimiento por tasa de
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deformacioén Ef;(¢) y ablandamiento por aumento de temperatura E f-(T) como fendmenos
independientes, como se puede ver en la ecuacion (2.39). Al considerar una deformacion

plastica representativa ¢,, = 0.2 [mm/mm], el esfuerzo de fluencia utilizada en la

condicién B en la validacion simil de baja deformacion corresponde a:

oys(&,6,T) = Efg " Efe " Efr (4.12)
0ys 02(0.2[mm/mm]), ¢, T) = Ef;(0.2[mm/mm]) - Ef; - Efr (4.13)

Con base en los estudios de Yuan [85], Zhang [78], Geng [76] y Lewandowski [86] se
construyo la grafica de la Figura 4-10, en la cual se graficé el valor del esfuerzo de fluencia

g, a una condicion fija de deformacion plastica equivalente £,,=0.2 [mm/mm], a varias

tasas de deformacion y dependiente de la temperatura. Estos valores fueron ingresados

de forma tabular a la simulacion.
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Figura 4-10: Efecto térmico sobre el esfuerzo de fluencia a diferentes tasas de
deformacion para €=0.2. Datos tomados de [76], [78], [85] y [86].

Ante las grandes deformaciones que sufre el material de trabajo se propuso un factor de
sensibilidad a la deformacioén F;. Este factor es una relacion entre los esfuerzos de fluencia
a diferentes deformaciones o,(e) respecto a o¢,(0.2 [mm/mm]) el cual aumenta o

disminuye al variar € y es igual a 1 cuando €= 0.2 [mm/mm]. Asi, a una temperatura dada
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oy(&,¢T) = F.(e)  Efe(0.2) - Ef; - Efr (4.14)

donde:
Ef, = F.(¢) - Ef:(0.2) (4.15)
F(e) = 0?&—(()2) (4.16)

Adicionalmente, se realiz6 una transicion de este factor entre seis temperaturas
representativas de acuerdo a la ecuacién (4.17). El factor de deformacion es ingresado de
forma tabular con base a las referencias [85], [76] y [86], Y se prolongd horizontalmente en

los extremos de la curva, Figura 4-11.

¢ Tomp <T <T1 , F1,
(T1, —T)(F2, — F1,)
TI<T<T1 - F2
=t<th T1,—T1 T %
T, <T<T2 F2,
(T3 = T)(F3, — F2,)
T2<T<T - F
< <T3 , T3_T2 + 35
(T4 — T)(F4, — F3,)
F,={T3<T<T4 — £ £ F4
€ = ’ T4 —T3 T
T4A<T<T5 F4,
(T6 — T)(F5, — F4,)
T5<T<T6 — F5
= ’ T6 —T5 + e
(T7 - T)(F6. — F5,)
T6<T<T — F
6<T<T7 , T7—T6 + 6&
T>T7 ) F6, (4.17)

donde

T1=400 [K], T1,=573 [K], T2=673 [K], T3=900 [K], T4=1000 [K], T5=1200 [K], T6=1333 [K]
y T7=1503 [K].
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Figura 4-11: Factor de sensibilidad a la deformacion.

Se consideraron tres coeficientes de friccion diferentes y tres esfuerzos de fluencia para
definir los cinco casos de simulacion para validar el proceso RFWDD de alta deformacion.
El coeficiente de friccion u,; corresponde a la ecuacion (4.3) y considera la variacion de
velocidad tangencial, la temperatura y la presion, fue tomada de [83]. El coeficiente u,
considera la variacion con respecto a la velocidad tangencial y fue presentada en la
Figura 4-3. El coeficiente u, corresponde a la ecuacion (4.11). Por otra parte, los esfuerzos
de fluencias utilizados corresponden a las ecuaciones (4.9), (4.13) y (4.14). Las cinco
condiciones estan indicadas en la Tabla 4-5. Los resultados se compararon con los datos
experimentales reportados de temperatura maxima superficial de la interfaz de contacto,

acortamiento axial de una barra en el proceso y morfologia del labio de soldadura.
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Tabla 4-5: Casos de simulaciones realizadas para validacién de proceso RFWDD de alta
deformacion.

Caso Coeficiente de friccion | Esfuerzo de fluencia
A w (P,v,T) Ecuacion (4.13)
B w (P,v,T) Ecuacion (4.14)
C us(T) Ecuacidén (4.14)
D w (P,v,T) Ecuacion (4.9)
E po(v) Ecuacién (4.14)

La temperatura maxima superficial en la interfaz de contacto durante la etapa de friccion
se presenta en la Figura 4-12. La medicion experimental reportada en [82] se realizé con
una camara infrarroja apuntada a la interface de contacto. Las condiciones calculadas
fueron definidas como las maximas temperaturas en los contornos C7 y C11 que no
estuvieran en contacto. Esta condicion de no contacto se establecié como los elementos
de los contornos C7 y C11 que estuvieran a una distancia superior a 0.00001 [mm] de la
superficie de contacto. Los casos A, B y D presentan un comportamiento similar donde los
primeros 15.2 segundos la curva coincide con los datos experimentales reportados [82],
después logran un maximo acercamiento en 26.7 [s] con una subestimacion de 50 [K] a
partir del cual la temperatura comienza a estabilizarse. El caso C aumenta mas rapido de
temperatura y coincide con los datos reportados entre los segundos 13 y 21. El caso D
también aumenta rapidamente hasta alcanzar una temperatura de estabilidad, y coincide

con los datos reportados a partir de 28 [s].
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Figura 4-12: Temperatura superficial de la interfaz de contacto obtenida en los cinco
casos de simulacién. Curva de referencia tomada de [82].

Por otra parte, la Figura 4-13 presenta los resultados del acortamiento axial AL de una de
las barras durante el proceso. En los datos reportados el acortamiento por friccion se
mantiene constante y cercano a cero hasta llegar a 12 [s], momento en que aumenta
linealmente hasta alcanzar un desplazamiento de ALg, = 2.5 [mm] poco antes de 47 [s].
Posteriormente comienza la etapa de forja hasta llegar a 50 [s] donde el acortamiento total
es AL¢otq1 = 7.5 [mm]. Los cinco casos simulados alcanzaron con buena precision el valor
del acortamiento axial al finalizar la etapa de friccién. Sin embargo, las gréficas presentaron

un comportamiento no lineal que dificult6 identificar el comienzo del acortamiento axial.
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Acortamiento Axial [mm]
I
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Figura 4-13: Comparacion del acortamiento axial de una barra entre los tres casos de
simulacién y el proceso de referencia, curva de referencia tomada de [82].

El acortamiento axial por forja fue particularmente deficiente en el caso A donde el esfuerzo
de fluencia s6lo consideré la deformacién de referencia €=0.2 [mm/mm]. Al aplicar el factor
de deformacion F, en los casos B, C y E se observé un comportamiento en la etapa de
forja mas preciso. El caso D predijo de forma deficiente el acortamiento axial en la etapa
de forja. El error relativo obtenido en los cinco casos se encuentra consignados en la en la
Tabla 4-6, donde el caso B presenta el menor error en la etapa de friccion, mientras que el

caso E presenta el menor error respecto a la deformacion total seguido por el caso C.
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Tabla 4-6: Resultados de acortamiento axial en simulaciones A, B,C,Dy E

Friccién | Forja Total

Referencia [82] Magnitud 2.5 5.1 7.6
Caso A Magnitud [mm)] 2.7 1.1 3.8
Error [%] 6.4 77.6 50.0

Caso B Magnitud [mm)] 2.5 4.7 7.2
Error [%] 0.0 8.8 5.9

Caso C Magnitud [mm)] 2.6 4.7 7.3
Error [%] 4.8 7.6 3.6

Caso D Magnitud [mm] 2.5 2.1 4.6
Error [%] 1.1 57.9 39.2

Caso E Magnitud [mm] 2.5 4.9 7.4
Error [%] 0.3 4.7 3.3

Los resultados morfolégicos del labio de soldadura se observan en la Figura 4-14. En el
caso Ay D, el labio simulado se extiende radialmente pero no llega a curvarse en forma
de riso. En los otros casos el labio se dobla hacia arriba con una mayor similitud a la
seccion transversal de la junta experimental. Se destacan los casos B y D en donde el
doblez del labio es mas pronunciado. Esto también indica una sensibilidad de la geometria
del labio ante la variacion del esfuerzo de fluencia respecto a la deformacion, la cual es
considerada en estas condiciones por el factor F,. La deformacion plastica equivalente
maxima en los casos A, B, C, D y E fueron respectivamente 2.2 [mm/mm], 2.6 [mm/mm],

2.5 [mm/mm], 2.5 [mm/mm] y 3.21 [mm/mm].
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a) Seccion de junta de soldadura,
tomada de [82]

e) CasoD

Figura 4-14: Campo de deformaciones plasticas equivalentes en [mm/mm], seccion

b) Caso A

f) CasoE

de junta de soldadura tomada de [82].

El caso B mostré un comportamiento térmico similar al reportado y predijo el acortamiento

axial de friccion y total con un error relativo del 0.0% y 5.9% respectivamente.

Adicionalmente, desarroll6 una geometria del labio de soldadura similar a la seccion

transversal reportada [82]. Por estas razones, se tomo como referencia para realizar los

siguientes andlisis: térmico y de penetracion de la ZAT y ZATM.
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El comportamiento de la temperatura en la zona de contacto a las distancias 0 [mm], 3R/4,
R/2 y R respecto al eje, y el flujo de calor generado que ingresa a través del area superficial
de contacto en una de las barras se muestran en la Figura 4-15. La temperatura de
estabilidad mas alta corresponde al punto 3R/4 seguida por R/2, 0y R con valores de 1557
[K], 1555 [K], 1508 [K] y 1422 [K]. La diferencia méaxima entre temperaturas de estabilidad
fue de 135 [K]. EI menor tiempo de estabilidad térmica fue de 22.2 [s] en r=R/2, seguido
por 24.1 [s] en r=0 [mm], 24.6 [s] en r=3R/4y 24.9 [s] en r=R.

La curva de flujo de calor se determin6 como la integral sobre la superficie de contacto del
calor puntual generado, el cual corresponde a la Ecuacion (3.8) con un coeficiente de
particion B = 0.5. El flujo de calor aumenté rdpidamente bajo una condicion deslizante
hasta llegar a un valor maximo de 1193 [W] en 16 [s], después desciende suavemente
hasta 26 [s]. En 22.2 [s] comienza una transicion de friccion deslizante a fricciobn por
esfuerzo cortante donde el calor generado cae rapidamente hasta lograr cierta estabilidad.
La transicion coincide con el alcance de la temperatura de estabilidad en la zona de
contacto. El area bajo la curva de la curva de calor generado por friccion corresponde a la
energia total entregada por friccion a una de las barras y fue de 2858 [KJ]. La fase
predominantemente deslizante entregd mas energia que la fase en que predominé la

friccién por esfuerzo cortante.
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Figura 4-15: Calor generado y temperaturas en zona de contacto a diferentes distancias
del centro.
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En la Figura 4-16 se graficé la temperatura y la densidad del flujo de calor por unidad de
area calculada por la ley de Coulomb y por la ley de friccién por esfuerzo cortante, en
t=10[s], t =222[s] y t=40][s]. Estos tiempos corresponden respectivamente a:
condicion de friccion deslizante, condicion de transicion y condicion en que predomina la
friccion por esfuerzo cortante. El eje horizontal corresponde a la distancia radial desde el
centro de la barra hacia la superficie en la interfaz de contacto. El calor generado por
friccibn que entra a la barra corresponde al minimo entre estos dos valores de densidad

de flujo de calor y obedece a la Ecuacion (3.6).

En la Figura 4-16a se observa que el flujo de calor por deslizamiento es menor que el flujo
de calor por esfuerzo cortante en toda la direccion radial. En esta condicion la interfaz de
contacto no ha alcanzado una temperatura lo suficientemente alta para que el esfuerzo
cortante de fluencia 7,,; caiga y permita un flujo de calor por esfuerzo cortante. La Figura
4-16b corresponde a una condicion de transicion donde el calor producido por friccion
cortante comienza a contribuir a la generacion de calor al ser inferior al calor producido por
friccion deslizante. Para r < 4.23[mm] y r > 6.15[mm] el calor es generado por friccion
deslizante. La friccion cortante se presenta entre r = 4.23[mm] y r = 6.15[mm] con una
temperatura entre 1544 [K] y 1551 [K]. Finalmente, en la Figura 4-16c el calor es generado
a una condicién de friccion por esfuerzo cortante entre las posiciones r=0y r=
10.38[mm]. Debido a la reduccion de temperatura en el material cercano a la superficie, el
esfuerzo de fluencia aument6 y el calor generado pasé de cumplir la ley del esfuerzo

cortante a cumplir la ley de Coulomb.
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Figura 4-16: Densidad de flujo de calor generado por unidad de area y temperatura en
zona de contacto.
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A continuacion, se identifican la ZAT y ZATM en el caso B. Es sabido que las altas
temperaturas y las grandes deformaciones afectan la microestructura de los materiales
[87]. Slaman en [88] y [89] reporta para la super aleacion INCONEL 718 gque en un rango
entre 823 [K] y 1173 [K] es posible la precipitacion de las fases & (Ni3Nb), y’ Ni3 (Ti, Al) y
y” (Ni3Nb). Estas particulas pueden influenciar significativamente en la microdureza. Entre
823 [K] y 923 [K] se forman las fases & dentro de los granos y una fase y’ extrafina.
Después de 923 [K] en un tratamiento térmico de 4 horas y’ toma una forma esférica. Con
temperaturas de 1023 [K] o superiores la fase y” incrementa rapidamente. Sin embargo,
este precipitado puede disolverse velozmente dando lugar a una fase 9, la cual es mas
fragil. Asi, las zonas de un material sometidas a estas temperaturas pueden formar a nivel
microestructural las fases mencionadas y modificar la dureza del material. Por lo anterior,
se consideré como ZAT todo material que experimentd una temperatura superior a los
823[K].

Los limites de la ZATM se correlacionaron con el campo de deformacién plastica
equivalente con base en la referencia [87] donde se consider6 que el material que
experiment6 una deformacioén plastica equivalente superior a 0.05 [mm/mm] hace parte de
la ZATM. Esta zona se subdividié en regién parcialmente plastificada, la cual se define
para deformaciones entre 0,05 [mm] y 1 [mm/mm], y la zona completamente plastificada,
para regiones con deformaciones mayores a 1 [mm/mm]. La Figura 4-17 muestra la ZAT y
la ZATM para el caso B en 52 [s]. La banda de temperatura color azul corresponde al
material que durante el proceso super6 la temperatura de 823 [K] y la banda color naranja
corresponde al material que supero la temperatura de 1023 [K]. Para identificar la ZAT se
realizé una simulacién de enfriamiento desde 52 [s] hasta 60[s]. Se encontr6 que la
penetracién maxima de la temperatura de 823 [K] en el eje de la barra fue de 12.5 [mm] en
54.6 [s]. Esta altura tan sélo varia 0.035 [mm] respecto a 52 [s]. También, la penetracion
méxima de 1023 [K] fue de 6.5 [mm] a 50 [s]. Por otra parte, La linea negra superior indica
el limite de la ZATM y corresponde al material que sufri6 una deformacion plastica
equivalente superior a 0.05 [mm/mm]. La ZATM parcialmente plastica comienza en una
regién con temperatura cercana a 1023 [K] y se extiende hacia la zona de contacto donde
la temperatura es mas elevada. El area alrededor de la zona de contacto limitada por la

linea negra corresponde a la ZATM completamente plastificada y logra su menor
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penetracién en el centro de la pieza. A medida que se aleja del centro aumenta su

profundidad.
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Figura 4-17: Resultados de ZAT y ZATM en t=52 [s] para caso B.

El caso B mostr6 una prediccion razonablemente precisa de la temperatura superficial en
la zona de contacto. También, tuvo un error inferior al 10% en el acortamiento axial tanto
de friccibn como de forja y total. Respecto a la forma del labio de soldadura mostré un
doblez hacia arriba mas pronunciado con una mayor similitud a la seccion transversal de
la junta experimental. Ademas, el coeficiente de friccion consideré los cambios en
velocidad relativa y presion. Por lo anterior se escogi6 el caso B para realizar el analisis

parameétrico de la junta.

De la presente validacion del proceso FRWDD simil de alta deformacion se destacan las
siguientes observaciones. El coeficiente de friccién y el esfuerzo de deformacion presentan
una gran influencia sobre el comportamiento termomecénico de la junta. Un coeficiente de
friccion en funcién de la temperatura o de la velocidad relativa puede presentar una gran
similitud mecénica en la junta. Sin embargo, generan una diferencia significativa en el
comportamiento térmico de la barra durante el proceso. Los casos B, C y E evaluaron de
la misma forma el esfuerzo de deformacion y definieron de forma diferente los coeficientes
de friccion. Estos casos consideraron la tasa de deformacion para calcular esfuerzo de

fluencia a través del factor F,(¢) y presentaron una mejor aproximacion del acortamiento
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axial y de la morfologia del labio que los otros casos lo cual resalta la influencia del efecto
del endurecimiento por deformacién Ef.(¢) sobre la forma del labio de soldadura y el
acortamiento axial. Por otra parte, la curva de temperatura en el punto P en los casos C y
E aumentd significativamente méas en los primeros segundos respecto a la curva reportada.
Por otra parte, los casos A, B y D utilizan la misma definicion para el coeficiente de friccion
y una definicién diferente para el esfuerzo de fluencia. Como resultado, estos casos
desarrollaron una curva de temperatura similar. sin embargo, su acortamiento axial y forma
de labio vario significativamente donde el caso B mostré una mayor precision. El caso B
considero el coeficiente de friccion mas preciso, el cual tuvo en cuenta las variaciones de

temperatura, presion y velocidad tangencia.

A nivel térmico, el calor generado inicialmente en la etapa de friccibn deslizante es
significativamente mayor que el calor generado en la etapa de fricciobn por esfuerzo
cortante. El tiempo de estabilidad térmica en la superficie de contacto coincidié con el
comienzo de la transicion entre friccién deslizante y friccién por esfuerzo cortante. Ademas,
se observo que en la etapa de friccion por esfuerzo cortante aln se presentaba generaciéon
de calor por friccion deslizante en el borde de la superficie de contacto debido a la menor
temperatura presentada en la superficie respecto al interior de la pieza. Por otra parte, la
ZAT penetr6 12.5 [mm] la pieza. Este valor es significativamente alto y se debe
principalmente a la alta duracién del tiempo de friccion en esta validacion. La penetracion

de la ZATM presenté una mayor profundidad a medida que se alejaba del centro.

4.2 Analisis Paramétrico

Es posible considerar hasta siete parametros de proceso diferentes como variables de
entrada en el modelo construido, estos son: velocidad angular, presion de friccion, presion
de forja, tiempo de friccion, tiempo de forja, geometria de las probetas y materiales a
utilizar. Sin embargo, por la complejidad del proceso autores como Li [14] y Wei [90] han
acotado sus estudios a so6lo dos de estos parametros. Para el desarrollo de esta tesis se
consideraron dos experimentos basados en simulaciones de un solo factor con varios

niveles. Los factores de varianza corresponden a velocidad angular y presion de friccion.
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Todos los demas parametros de operacidén se conservaron iguales a los utilizados en la
validacion disimil donde: velocidad angular w = 1200 [rpm], tiempo de friccion tg,. = 47 [s],
tiempo de forja tf,, = 5 [s], presion de friccion Py, = 350[MPa], presion de forja Py, =
525 [MPal], barras cilindricas iguales de 100 [mm] longitud y 25 [mm] diametro, e Inconel

718 como material de trabajo.

En particular, las condiciones de validacion presentan un tiempo de friccion inusualmente
alto de 47 [s]. Para el experimento de variacion de velocidad angular se consider6 el rango
utilizado por Li [14] en su andlisis de varianza entre dos barras de acero. Este rango esta
definido entre 200 [rpm] y 2000 [rpm]. Sin embargo, el modelo construido no convergi6é
para velocidades del orden de 1800 [rpm] o superiores por lo cual se limité el analisis a
velocidades inferiores. Por otra parte, el experimento de variacion de presion de friccion
consider6 el rango de presiones axiales utilizado en el trabajo de Zhang [78] para dos
barras de Inconel 718 y definido entre 130 [MPa] y 390 [MPa].

Por lo anterior, se evaluaron cuatro niveles equidistantes correspondientes al 50%, 75%,
100% y 125% de la velocidad angular y la presion de friccion. La condicion de 100%
corresponde a los valores utilizados en la validacion: w = 1200 [rpm] y Ps, = 350[MPa].
Estos valores corresponden a los reportados en la Tabla 4-7. El caso A evalud la influencia
de la velocidad angular sobre el comportamiento de la temperatura en la zona de contacto,
la energia entregada por friccion a una barra, el acotamiento axial y la penetracion de la
ZAT y de la ZATM. El caso B considero la influencia de la varianza de la presion de friccion

sobre las mismas caracteristicas mencionadas.

Tabla 4-7: Parametros de simulacion.

Velocidad angular [rpm] Presion de friccion [MPa]
600
900
Grupo A 1200 350
1500
175
262.5
B 12
Grupo 00 350
437.5
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4.2.1 Grupo A: Efecto de la velocidad angular

A nivel térmico se observé en las simulaciones que la temperatura de estabilidad en la
superficie de contacto fue muy cercana para todas las velocidades evaluadas. La
Figura 4-18a grafica el comportamiento de la temperatura en la posicién r = 3R /4 para las
diferentes velocidades angulares evaluadas. En esta posicién la temperatura aumenta
hasta alcanzar un valor maximo y comienza a caer con una pequefia pendiente hasta
terminar el proceso en t = 47[s]. La caida maxima de temperatura se presentdé a un
régimen de velocidad de 1500 [rpm] y fue de 10[K]. La temperatura de estabilidad se definié
como el promedio entre la temperatura maxima alcanzada y la temperatura al final del
proceso. En esta misma posicion, la Figura 4-18b presenta el comportamiento de la
temperatura de estabilidad y el tiempo que tardé en alcanzarla la temperatura maxima,
nombrada en la grafica como tiempo de estabilidad térmica, respecto a las velocidades
angulares evaluadas. El aumento de la velocidad angular redujo el tiempo de estabilidad
térmica con una reduccion de 41.8 [s] a 24.8 [s] entre 600 [rpm] y 1500 [rpm], lo cual
equivale a un 59.33%. Sin embargo, entre 1200[rpm] y 1500[rpm] la reduccién es de tan
solo 0.3 [s] lo cual sugiere que una velocidad angular superior a 1200 [rpm] reduce muy
poco el tiempo necesario para alcanzar la temperatura de estabilidad. Por otra parte, las
temperaturas de estabilidad tuvieron muy poca variacion. La diferencia entre las

temperaturas de estabilidad desarrolladas en 600 [rpm] y 1500 [rpm] fue de tan solo 23 [K].
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Figura 4-18: Comportamiento térmico en interfaz de contacto a diferentes velocidades
angulares de proceso.

La Figura 4-19a muestra la influencia de la velocidad angular sobre el calor generado por

friccion en una de las barras. Al aumentar la velocidad angular, el calor generado por
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friccién deslizante alcanza un pico mas alto. Ademas, la transicién a la condicién de friccién
por esfuerzo cortante comienza antes. Como consecuencia, la energia que entra a la barra
disminuye con el aumento de la velocidad angular. Dicha energia es calculada como el
area bajo la curva de calor generado. Estos valores de energia son graficados y
comparados en la Figura 4-19b. Se observa también que un mayor tiempo de estabilidad

térmica coincide con el aumento de la energia de entrada a la barra.
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Figura 4-19: Efecto térmico del cambio de velocidad angular.

En la Figura 4-20a se grafica el acortamiento de la barra para diferentes condiciones de

velocidad angular del proceso. En esta figura se observa que un aumento de velocidad
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angular reduce el tiempo en que inicia el acortamiento axial. El maximo acortamiento axial
se present6 en 600 [rpm] y coincide con la mayor energia entregada durante la etapa de
friccién. Los acortamientos de friccidn, forja y total son cercanos en las demas velocidades

evaluadas. Estos valores comparativos se muestran en la Figura 4-20b.
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a) Acortamiento axial de una barra para diferentes velocidades angulares de
proceso.
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b) Acortamiento axial vs velocidad angular.
Figura 4-20: Comportamiento de acortamiento axial a diferentes velocidades angulares.

Por otro lado, en la Figura 4-21a se muestra el comportamiento de la penetracién de la
ZAT y de la ZATM para diferentes condiciones de velocidad de giro en el proceso, donde
se considera ZAT a la regién que superé la temperatura de 823 [K]. En ese sentido, la
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penetracion de la ZAT medida en el eje de la barra, aumentd con el incremento de la
velocidad angular. La diferencia de profundidades entre 600 [rpm] y 900 [rpm] fue de 1.29
[mm]. Por otra parte, la diferencia de profundidades entre 900 [rpm] y 1500 [rpm] fue de
tan solo 0.25 [mm]. La penetracién alcanzada por la regién completamente plastificada en
la ZATM a una distancia R/2 del centro fue de 1+0.2 [mm] lo cual no representé una
variacion significativa. La Figura 4-21b grafico la méxima deformacion plastica equivalente
obtenida al final del proceso simulado en los casos evaluados. Esta deformacion plastica
crecié con el aumento de la velocidad angular a pesar que el acortamiento maximo fue

mayor en 600 [rpm] y muy cercano en las siguientes velocidades.
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Figura 4-21: Influencia de la velocidad angular sobre la profundidad de la ZAT y la
deformacién méxima.
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4.2.2 Grupo B: Efecto de la Presién de friccion

La Figura 4-22a grafica la evolucion de la temperatura sobre la superficie de contacto en
la posicion 3R/4. La menor presion de friccion evaluada no alcanzé una temperatura de
estabilidad dentro del tiempo del proceso. A medida que se aumento esta presion se acortd
el tiempo necesario para llega a la condicion de temperatura de estabilidad. La Figura
4-22b compara los tiempos de estabilizacion térmica y la temperatura de estabilidad en las
diferentes presiones aplicadas. El aumento de la presion aplicada redujo significativamente
el tiempo de estabilizacién térmica. Entre las presiones 262.5 [MPa] a 437.5 [MPa] este
tiempo se redujo un 45%, donde pasé6 de 38 [s] a 17.4 [s]. Para todas las presiones la

temperatura de estabilizacion fue de 154645 [K].
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Figura 4-22: Comportamiento térmico en interfaz de contacto a diferentes presiones de
friccion.
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La Figura 4-23a muestra la influencia de la variacion de presion de friccion en el
comportamiento térmico del proceso. En el caso de la presion mas baja evaluada no se
alcanz6é la condicion de temperatura de estabilidad y soélo se generé calor por
deslizamiento. Por otra parte, la Figura 4-23b compara la energia que entra a la barra en
las presiones evaluadas la cual se reduce con el aumento de la presion de friccion a pesar
gue la temperatura se estabilizé en 154615 [K]. Esta energia fue calculada como el area
bajo la curva de calor generado. En la presion de fricciobn de 262.5 [MPa] la transicion
deslizamiento-cortante comenzé en 35.2 [s]. Ademds, presentd una energia total
entregada de 3271 [KJ] la cual corresponde a la maxima entre las presiones evaluadas.
Asi, El aumento de la presion de friccidn redujo la energia entregada, aument6 el pico de
la curva de calor generado y redujo el tiempo de transicién deslizamiento-cortante, lo cual

provocé una generacion de calor por friccion por esfuerzo cortante mas prolongada.
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Figura 4-23: Efecto térmico del cambio de la presién de friccion en zona de contacto a
r=3R/4.
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En la Figura 4-24a se observa la influencia de la presion de friccién sobre el acortamiento
axial. EI aumento de la Ps,. redujo el tiempo necesario para iniciar el acortamiento axial
durante la etapa de friccion. La Figura 4-24b compara el acortamiento axial respecto a las
presiones evaluadas. El mayor acortamiento axial de forja lo desarroll6 la presion de 262.5
[MPa] con 6.6 [mm] y la magnitud minima a 437.5 [MPa] con 3 [mm]. Las presiones que
alcanzaron un estado de equilibrio térmico desarrollaron un acortamiento axial de friccion
gue aumentd con el incremento de la presion de friccion. Ademas, el acortamiento axial
total disminuy6 con el aumento de presion. Por otra parte, al comparar el acortamiento
axial de forja con la energia entregada durante la etapa de friccion, se observa que ante

mayor energia entregada, mayor acortamiento axial de forja.
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b) Acortamiento axial vs presién de Friccion.
Figura 4-24: Comportamiento de acortamiento axial a diferentes presiones de friccion.
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La profundidad de la ZAT en la linea central de la barra aumenta a mayor presiéon de
friccibn aplicada como se muestra en la Figura 4-25a. Asi, una menor presion de friccion
generd una menor penetracidbn de la ZAT. La penetraciébn alcanzada por la regién
completamente plastificada en la ZATM a una distancia R/2 del centro aumentd
ligeramente con el incremento de la presion de friccion. Estas penetraciones fueron de 0.8
[mm], 0.9 [Mm] y 1 [mm] para las presiones 262.5 [MPa], 350 [MPa] y 437.5 [MPa]
respectivamente. A partir de la linea de deformacion 1 [mm/mm], que marca el inicio de la
ZATM, y a una distancia R/2 del centro, La temperatura disminuy6 con el aumento de la
presiéon. A 175 [MPa] se obtuvo una menor deformacion plastica equivalente maxima de
0.11 [mm/mm]. La temperatura alcanzada en esta posicion en t = 50[s] disminuyo con el
aumento de presion. La Figura 4-25b graficé la maxima deformacion plastica equivalente
obtenida al final del proceso simulado en cada uno de los casos evaluados. La maxima
deformacién plastica se alcanz6 en 262.5 [MPa] y descendi6 con el aumento de la presion
de fricciébn. El acortamiento axial y la energia entregada a la barra presenté un

comportamiento similar frente a la variacion de presiones.
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Figura 4-25: Influencia de la presion de Friccion sobre la profundidad de la ZAT y la
deformacién méxima.

Del presente andlisis paramétrico se destacan las siguientes observaciones. El aumento
de la velocidad angular en el proceso incrementé el tiempo de estabilizacién en el punto
r=3R/4 de la superficie de contacto, esto implicé una mayor duracién en la etapa de friccion
deslizante y una mayor energia entregada a la barra. Por otra parte, el mayor acortamiento
axial coincidio con la mayor energia entregada a la barra y correspondi6 a la velocidad de
600 [rpm]. Las otras tres velocidades evaluadas alcanzaron la temperatura de estabilidad
en tiempos cercanos, lo que implicé poca diferencia en la energia entregada a la barra y
en el acortamiento axial por friccion y total entre ellas. La penetracion de la ZAT y ZATM
no mostrd cambios significativos con el aumento de la velocidad angular a excepcion de la
simulacion a 600 [rpm]. A esta velocidad la profundidad de la ZAT fue 1.3 [mm] menor a la
profundidad del proceso a 900 [rpm]. Esto indica que mayor energia entregada a la barra

no necesariamente genera una ZAT més profunda.
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El aumento de la presion aplicada en el proceso acorto el tiempo de estabilizacion térmica,
aumento el pico de la curva de calor generado, redujo la energia entregada y redujo el
tiempo de transicion deslizamiento-cortante, lo cual provoc6 una generacion de calor por
friccibn por esfuerzo cortante mas prolongada. La reduccién de la energia entregada se
aprecia siempre y cuando la presion sea lo suficientemente alta para que la curva de
temperatura alcance la condicion de estabilidad. A nivel mecanico, el acortamiento axial
de friccion se present6 solo en las presiones que alcanzaron una condicién temperatura
de estabilizacion. También se observé que, entre mayor energia entregada, mayor
acortamiento axial. EI maximo acortamiento axial total se present6 a 262.5 [MPa]. Por otra
parte, la ZAT aument6 su profundidad con el incremento de la presion aplicada mientras
gue en la ZATM no se observo un efecto significativo en su profundidad al aumentar la
presion aplicada. Finalmente, la temperatura en una deformacion de 1 [mm/mm] a una

distancia R/2 del centro disminuy6 con el aumento de la temperatura.

4.3 Simulacion disimil

Para realizar la validacion del modelo bajo condiciones disimiles se tom6 como referencia
el trabajo de Wei [90] quien reportd un proceso RFWDD entre dos barras cilindricas
escalonadas de hierro y cobre puros. Las dimensiones de ambas barras eran iguales y
corresponden a la Figura 4-26. Las superficies de contacto fueron fresadas y
desengrasadas con acetona antes de soldar bajo los parametros de operacion

presentados en la Tabla 4-8.
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Figura 4-26: Forma y geometria de piezas a simular.

Tabla 4-8: Parametros de operacion en simulacion RFWDD disimil [90].

Parametro Valor
Presion de friccién P1 [MPa] 28
Tiempo de Friccién t1 [s] 5
Velocidad angular [rpm] 1900

El proceso a evaluar mostré un comportamiento asimétrico en la zona de contacto. El labio
de soldadura desarrollado en el cobre fue pronunciado y el labio desarrollado por el hierro
fue leve. El mallado utilizado corresponde al mostrado en la Figura 4-27 donde la barra
superior pertenece al cobre y la inferior al hierro. EI dominio del cobre se considerd
elastoplastico con una malla definida por los siguientes parametros: tamafio maximo del
elemento 1.3 [mm], tamafio minimo del elemento 0.0026 [mm], tasa de crecimiento maxima
del elemento 1.1 y factor de curvatura 1. Ademas, se asignd un tamafio en los elementos
en el contorno de contacto de 0.05 [mm]. El dominio del hierro se consideré rigido con un
pequefio labio predeterminado. La malla de este dominio fue definida por parametros:
tamafo maximo del elemento 2.6 [mm], tamafio minimo del elemento 0.00975 [mm], tasa
de crecimiento maxima del elemento 1.2 y factor de curvatura 0.25. Ademas, se impuso un

tamafio de 0.8 [mm] en los elementos del contorno de contacto. ElI punto
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P(10[mm],-1.5[mm]) esta ubicado en la superficie del hierro a 1.5 [mm] de la interfaz de

contacto.

Figura 4-27: Mallado de simulacion disimil.

Las propiedades de poder calorifico C, y conductividad térmica x dependen de la
temperatura y varian entre cobre y hierro. Para esta simulacion, las propiedades se
tomaron de la libreria de COMSOL multiphysics y corresponden a las siguientes

ecuaciones

Keopre = 423.7411 — (3.133575x10™1)T + (1.013916x1073)T? — (1.570451x10~9)T%  ( 4.18)
+(1.06222x107°)T* — (2.64198x1073)T®
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Cpcopre = 342.764033 + (1.33834821x10™1)T + (5.53525209x107°)T? (4.19)
—(1.97122089x1077)T3 + (1.1407471x107*°)T*
Khierro@r<i183[k) = 155.6355 — (4.470943x10™1)T* + (8.9922x10™*)T? (4.20)
— (9.859391x1077)T? + (4.862049x107')T* — (7.562752x107*)T>
Kiierro@r>1183[k) = —5-097463 + (3.983086x1072)T* — (9.936321x10°)T? (4.21)

El médulo de Young E para el cobre fue definido como

Ecopre = 1.396274x10'! — 5077626.0T* — 191131.5T2 + 290.7333T3 — (4.22)
2.058552x107'T* + 5.385261x10°T>

Los coeficientes de conveccién utilizados fueron h¢y jipre = 18.62 [W/m?], hey forzado =
80.53 [W/m?]y hge 1ipre = 20 [W/m?] tomados de las referencias [91], [92] y [93]
respectivamente. El calor generado por deformacion se considerd igual que en las
secciones anteriores. Para el enfriamiento se consider6 una capa delgada con
Req = 0.0008 [Km? /W] que corresponde a la resistencia térmica de contacto entre dos

superficies iguales de cobre en vacio [94].

Para estudiar el comportamiento mecanico se ingresaron de forma tabular los valores del
esfuerzo de fluencia o,, evaluado en £€=0.1 [mm/mm] respecto a la temperatura a diferentes
tasas de deformacion, los cuales se muestran en la Figura 4-28a. En vista de la alta
deformacién presentada en este proceso, se utilizd un factor de sensibilidad a la
deformacién construido a partir de los datos encontrados en las referencias [95], [96], [97]
y [98]. Este factor se obtuvo Para condiciones de deformacion equivalente inferiores a 0.9.
Para valores superiores se proyecté de forma constante. La Figura 4-28b grafica el

comportamiento de este factor con respecto a la deformacion para diferentes temperaturas.
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Figura 4-28: Esfuerzo de fluencia para el cobre puro, datos tomados de las referencias
[95], [96], [97] y [98].

Para definir el coeficiente de friccion se considerd una condicién de contacto sin presencia
de aire. El cobre reacciona con el oxigeno del ambiente de forma inmediata y genera una
capa de oxido en su superficie que aumenta de espesor con el paso del tiempo. Esta capa
protege el material del desgaste y la adhesién al obstaculizar el contacto directo del cobre
con su entorno e influye directamente en las condiciones de friccién. En condiciones de
deslizamiento y vacio esta capa se desgasta y no se puede renovar por la ausencia de
oxigeno. Como consecuencia, se da lugar al contacto directo del cobre con la otra
superficie y esto permite la adhesion entre los materiales y el aumento del coeficiente de

friccion. Por ejemplo, el coeficiente de friccibn entre cobre-cobre aumenta de 0.5 en
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presencia de aire hasta 4.5 en vacio [99] y en el caso de Cobre-acero 1020 Jellison [100]

registré un coeficiente de friccion de 0.55 a presion atmosférica y 2.0 a 10 Torricelli.

La generacion de calor se calcul6 a partir de la Ecuacion (3.6). Se utilizé un coeficiente de
friccibn p = 2.0 y un factor de particion B definido a partir de la relacion de Charron [42].

Esta relacion se define como

1 Pre Cp,FekFe (4.23)

1+ pCuCp,CukCu

El factor de friccién se considerd inicialmente como m = 1 con un error en la prediccion del
acortamiento axial del 90%. Luego, se realiz6 un proceso iterativo que consistié en correr
en multiples ocasiones la simulacién con diferentes valores de m para optimizar la
prediccién respecto al acortamiento axial. Se observo que el incremento de m aumenté el
acortamiento axial sin influir significativamente en el comportamiento de la temperatura
evaluada en el punto P. Para m = 10 se obtuvo un error del 2% en el acortamiento de la
barra. Sin embargo, la Figura 4-29a muestra como la temperatura calculada en el punto P
no coincidié con la curva de temperatura reportada, alcanzé6 un valor maximo de 1796 [K]
y no alcanzé una condicion de estabilidad. Como alternativa a la relacién de Charron se
evaluaron coeficientes de particion constante de ($,=0.6, 3,=0.7 y $3=0.78, tal como se

muestra en la Figura 4-29b.
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b) Temperatura calculada en el punto P para diferentes factores de reparticion.

Figura 4-29: Temperatura calculada en el punto P(10[mm],-1.5[mm]), curva experimental
tomada de [90].
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La Tabla 4-9 muestra los resultados calculados de acortamiento axial y temperatura de
estabilidad con su respectivo error relativo para cada condicion evaluada. En los casos en
gue B fue constante la curva de temperatura en el punto P mostro una tendencia a la
estabilidad y su magnitud se redujo al aumentar 8. El comportamiento térmico mostré una
alta sensibilidad a la variaciéon del parametro 8 mientras que tuvo un leve impacto en el
acortamiento axial con una variacion de solo 0.1 [mm] entre 8=0.6 y $=0.78. La condicion
5 predijo con mayor precision los resultados térmicos y de acortamiento axial.

Tabla 4-9: Prediccion del acortamiento axial en barra de cobre y temperaturas de
estabilidad en P

Acortamiento Temperatura de
axial estabilidad
L Magnitud | Error Magnitud Error
Condicién |p| m B [mm] %] K] [%]
1 2| 1 | Charron 0.45 90.0% No NA
alcanzada
No
(o)
2 2 | 10 | Charron 4.4 2.2% alcanzada NA
3 2|10 0.6 4.4 2.2% 1905 110.5%
4 2|10 0.7 4.5 0.4% 1315 45.3%
5 2|10 0.78 4.5 0.0% 937 3.5%
Datos reportados [90] 4.5 NA 905 NA

La condicién 1 desarrollé un leve labio de soldadura mientras que las condiciones con
m=10 desarrollaron un labio de soldadura similar que coincidié con el reportado y presenté
una regién completamente plastificada a lo largo de la zona de contacto con una
profundidad de 0.54+0.1 [mm]. La Figura 4-30 muestra la forma resultante del labio de

soldadura bajo las condiciones 1, 2 y 5.
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Figura 4-30: Forma del labio de soldadura a diferentes en las condiciones 1, 2 y 5, junta
experimental de soldadura tomada de [90]

A partir de la condicién 5 se evaluaron las presiones de friccion a 20 [MPa], 36 [MPa] y

44[MPa], sin modificar los demas pardmetros del proceso. La Tabla 4-10 muestra la

temperatura de estabilidad y el acortamiento axial alcanzados a diferentes presiones de

friccion con su respectivo error. Todos los errores relativos fueron menores al 10% con

excepcion del acortamiento axial a una presion de 44 [MPa]. Sin embargo, las

temperaturas de estabilizacion calculadas disminuyen de 970 [K] a 932 [K] al aumentar la
presion de friccion de 20 [MPa] a 44 [MPa]. Esta disminucién difiere con la tendencia

reportada, donde la temperatura de estabilizacién incrementa con el aumento de la presion
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de friccion. Es posible que esta discrepancia se deba a la suposicion de un coeficiente 3
constante para todas las condiciones de presién. Como se mostré en la Figura 4-29b, la
temperatura de estabilidad tiende a aumentar con un menor coeficiente 3 lo cual sugiere

una reduccion B por el aumento de la presion de friccion.

Tabla 4-10: Temperaturas de estabilidad a 1.5 [mm] en Fe y acortamiento axial.

Presion de | Temperatura de estabilidad [K] Acortamiento axial [mm]
fr[ilsltl:aig]n Referencia | Simulacion | Error | Referencia | Simulaciéon | Error
[90] [%0] [90] [%]
20 883 970 9.9% 2.9 3 3%
28 905 937 3.5% 4.5 4.5 0%
36 910 940 3.3% 6.4 5.9 8%
44 931 932 0.1% 11.5 7 64%

La Figura 4-31 muestra el comportamiento del acortamiento axial durante el proceso para
las diferentes presiones de friccibn evaluadas. El acortamiento axial muestra un
comportamiento lineal que tarda menos tiempo en empezar y cuya pendiente aumenta al

aumentar la presion de friccion aplicada.

Acortamiento axial [mm)]

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5

tiempo [s]

e 44, [Mpa] 36 [MPa] ——28[MPa] ——20[MPa]

Figura 4-31: Acortamiento axial en proceso FRWDD disimil a diferentes presiones de
friccion.
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La Figura 4-32a muestra la apariencia de las juntas de soldadura reportadas por [90] para
las diferentes presiones de friccion. Se observa como el labio de soldadura es mas
pronunciado al aumentar la presién aplicada, la primera pieza de la izquierda corresponde
a Pe,.=20 [MPa] y la Ultima de la derecha a Pr,=40 [MPa]. Los items b, ¢, d y e de la Figura
4-32 corresponden a las formas de labio de soldadura calculadas donde la region
completamente plastificada esta en color verde y la regién parcialmente plastificada en
azul claro. La morfologia de los labios de soldadura calculados en las condiciones de
presion de friccion igual a 20 [MPa], 28 [MPa] y 36 [MPa] son similares a las reportadas.
Sin embargo, la geometria reportada para Pr,-=40 [MPa] presenta una forma de riso con
un doblez pronunciado hacia arroba, lo cual se aleja de la geometria del labio reportada.
Por otra parte, la aplicacién de una mayor presion de friccibn aumenté las areas de la

region completamente plastificada y parcialmente plastificada.
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d) 36 [MPal]. e) 44 [MPal.

Figura 4-32: Forma de labio de soldadura a diferentes presiones de friccion, juntas
experimentales de soldadura tomadas de [90]
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La Figura 4-33 muestra la ZATM para P;.=36 [MPa]. En el marco material se puede
apreciar el area que inicialmente ocupaba la region parcialmente plastificada vy
completamente plastificada antes que el material de trabajo sufriera la deformacion, con
una profundidad respectiva de 15.5 [mm] y 3.35 [mm] medidos en el eje. Estas regiones
se deforman durante el proceso hasta alcanzar una distancia de 10[mm] y 0.9 [mm] de la
interfaz de contacto. Se observa que el material que compone la ZATM completamente
plastificada proviene del centro de la barra y es aplastada hasta ocupar toda la zona de
contacto.

mm

L L L
o 5 10 15 mm

a) Marco material b) Marco espacial

Figura 4-33: Zona afectada termomecanicamente para Pr,.=36 [MPa]

La Tabla 4-11 muestra para todas las presiones de friccion evaluadas la energia total
generada por friccion, la reparticion de energia entre cobre y hierro, la profundidad
alcanzada por la region completamente plastificada y la temperatura alcanzada para ¢,, =
1[mm/mm] en t=50 [s], las dos ultimas medidas sobre el eje de la barra. También el
esfuerzo ultimo a tensién y el lugar de la ruptura reportada por Wei [90]. El aumento de la
presion de friccion redujo la energia total generada por friccion y aumenté la profundidad
de la region completamente plastificada. Este comportamiento coincide con el andlisis

paramétrico realizado.
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Tabla 4-11: Resultados de energia y de regién completamente plastica en t=50[s].

Presion Energia Profundidad de | Temperatura | Esfuerzo
de generada por region de region altimo a | Lugar de
A friccion [MJ] | completamente | completamente | tensién | ruptura
fr['l\(;lgg]n Total | cu | Fe plastificada plastificada [Mpa] [90]
[mm] [K] [90]
20 297 | 231 | 65 NA NA 119.2 Interfaz
28 261 | 203 | 57 0.6 1290 151.5 Interfaz
36 | 231 | 18051 1.0 1233 222.7 Maté'j de
44 | 207 | 161 |46 1.1 1190 217.0 Maté'j de

Las dos presiones de friccion de 20 [MPa] y 28 [MPa] corresponden a las uniones mas
débiles con ruptura en la interfaz. En el primer caso, la ZATM no presentd una region
completamente plastificada. En el segundo caso, la profundidad de esta regién fue inferior
a 1 [mm]. En la evaluacién de presiones de 36 [MPa] y 40 [MPa] se observdé una
profundidad mayor a 1 [mm] con un esfuerzo ultimo reportado muy superior a las otras dos
presiones y una ruptura en la matriz de cobre. Lo anterior muestra un indicio de correlaciéon
entre el esfuerzo Gltimo a tension y la profundidad de la region completamente plastificada
donde una profundidad de 1 [mm] o mayor podria ser un buen referente de calidad en la
soldadura. La Figura 4-34 muestra para el tiempo t=5 [s] la tendencia de la temperatura y
de la profundidad alcanzada por la region completamente plastificada medida en ¢,, =
1[mm/mm] a una distancia R/2 del centro. La temperatura disminuye y la profundidad
aumenta con el incremento de la presion. La penetracién alcanzada por la regién
completamente plastificada en la ZATM a una distancia R/2 del centro fue de 0.6 [mm/mm]
con una temperatura superior a 1290 [K], 1 [mm/mm] con una temperatura superior a 1233
[K] y 1.1 [mm/mm] con una temperatura superior a 1190 [K], para las presiones 28 [MPa]
y 36 [MPa] y 40 [MPa] respectivamente. Un comportamiento similar de esta temperatura

se encontré en el andlisis paramétrico a diferentes temperaturas.
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Figura 4-34: Profundidad y temperatura alcanzada para g,, = 1[mm/mm] en el gje.

De la presente validacion del proceso FRWDD disimil de alta deformacién se destacan las
siguientes observaciones. El factor de friccibn m presenté una alta influencia sobre el
acortamiento axial y el factor de distribucién de calor 8 una alta influencia sobre la curva
de temperatura en el punto P. Adicionalmente, se identificé que al aumentar la presién de
friccién aplicada aument6 también la profundidad de la region completamente plastificada
y se reducia la temperatura en la condicion € = 1 [mm/mm] medida a una distancia R/2 del
eje. Al comparar este resultado con la resistencia ultima a tension de la junta reportada se
encontré que las condiciones de mayor resistencia con ruptura sobre la matriz de cobre
coincidieron con una profundidad mayor a 1 [mm]. Esto Gltimo muestra un indicio de
correlacion entre el esfuerzo Ultimo a tension y la profundidad de la region completamente
plastificada donde una profundidad de 1 [mm] o mayor podria ser un buen referente de

calidad en la soldadura.






5 Conclusiones y recomendaciones
5.1 Conclusiones

En esta tesis se construyé un modelo matematico por el método de los elementos finitos
gue permitié estudiar el comportamiento termomecéanico de la junta durante un proceso
disimil de FRWDD. Inicialmente se identificaron los fendmenos fisicos involucrados y se
plantearon las ecuaciones constitutivas que gobiernan al proceso de soldadura. Luego se
construy6 un modelo que describe el comportamiento termomecanico de la junta. Después
se simul6 un proceso FRWDD simil de baja deformacion con el fin de validar el modelo y
explorar diferentes alternativas para definir el esfuerzo de fluencia o,,. Igualmente, se valido
el modelo para una condicién simil de grandes deformaciones plasticas. Posteriormente,
se identific6 la interaccibn de las variables de proceso con las caracteristicas
macroscoépicas de la junta a través de un estudio paramétrico. Finalmente, se validé el
modelo ante un proceso RFWDD disimil entre cobre y hierro puro, y se estudié su
comportamiento termomecdanico a diferentes condiciones de operacion. EI modelo 2D
axisimétrico construido conforma un avance en la comprension del proceso FRWDD
disimil. EI modelo acopla el fenédmeno térmico y mecanico para realizar los calculos y
permite considerar diferentes condiciones de proceso como lo son los tiempos de proceso,
presion de friccion, presion de forja, geometrias de las piezas de trabajo y materiales.

Como resultado de la presente tesis, se plantean las siguientes conclusiones finales:

- Alimplementar el modelo construido para simular un proceso FRWDD simil de baja
deformacién entre dos barras de Inconel 718 y evaluar diferentes formulaciones
para describir el comportamiento del esfuerzo de fluencia respecto a la
deformacién, se observé que la formulacion del esfuerzo de fluencia que mejor
predijo el comportamiento termomecanico fue la condicion A, la cual consideré la

curva esfuerzo de fluencia a una deformacion fija €=0.2 [mm/mm] respecto a la
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temperatura. Esta condicién predijo el comportamiento de la temperatura y el
acortamiento axial con un error relativo de 3.5% y 10% respectivamente. Por otra
parte, la prediccion mas deficiente del flujo del material fue la basada en la ley de
Johnson-Cook, la cual no desarrollo labio de soldadura y present6 un error relativo

en el acortamiento axial del 60%.

- Al utilizar el factor de sensibilidad a la deformacion F, para considerar el efecto de
endurecimiento por deformacion Ef, en el proceso simil FRWDD de alta
deformacién entre barras de Inconel 718, se mejoré la prediccion del modelo de la
forma del labio de soldadura y el acortamiento axial.

- Lageneracion de calor por friccion realizé una transicion entre la ley de Coulomb y
la ley de fricciobn del esfuerzo cortante donde pas6 de depender de la presiéon
aplicada a regirse por el esfuerzo cortante de fluencia. La etapa de friccion
deslizante gener6 una mayor cantidad de calor y aumenté la temperatura hasta
acercarse a la temperatura de fusién. Una vez alcanzada una condicién de
estabilidad en la temperatura de la zona de contacto, comenzo la transicion a un
proceso de friccion regido por la ley de esfuerzo cortante. En la condiciéon simulada
de validacién simil de alta deformacion, la magnitud del calor generado disminuyé

hasta una octava parte y alcanz6 una condicién de estabilidad.

- El aumento de la velocidad angular en el proceso FRWDD simil adelanté la
transicién entre generacién de calor por friccion por deslizamiento y generacién de
calor de acuerdo a la ley de esfuerzo cortante, esto acorté el tiempo necesario para
alcanzar la temperatura de estabilidad en la zona de contacto. Como consecuencia
se redujo la energia total entregada a las piezas de trabajo. También disminuy® el
acortamiento axial. Adicionalmente, la profundidad de la ZAT aument6 1.2 [mm]
entre 600 [rpm] y 900 [rpm] a partir del cual se mostro estable. La profundidad de

la ZATM permanecio estable con el aumento de la velocidad angular.

- El aumento de la presién de friccién en el proceso FRWDD simil acort6 el tiempo
necesario para alcanzar la temperatura de estabilidad y aceleré la transicion de

generacion de calor por friccion deslizante a generacién de calor por ley de friccion
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del esfuerzo cortante. Ante una condicién de presion demasiado baja no es posible
alcanzar la temperatura de estabilidad, tampoco se presenta acortamiento axial en
la etapa de friccion. El acortamiento axial total maximo se present6 en la menor
presion evaluada que alcanzé la temperatura de estabilidad y coincidié con la
mayor cantidad de energia entregada al material de trabajo. La ZAT aument6 hasta
2 [mm] en profundidad con el aumento de la presion aplicada mientras que la ZATM
se mostro estable.

- El modelo construido permitid estudiar el comportamiento termomecéanico de un
proceso FRWDD disimil entre cobre y hierro puros. En los casos evaluados se
observo que al aumentar la presion de friccion aplicada aumentaba la profundidad
de la region completamente plastificada y se reducia la temperatura en la condicion
€ =1 [mm/mm] medida a una distancia R/2 del eje. Al comparar este resultado con
la resistencia Ultima a tension de la junta reportada se encontrd que las condiciones
de mayor resistencia con ruptura sobre la matriz de cobre coincidieron con una
profundidad mayor a 1 [mm]. Esto ultimo muestra un indicio de correlacién entre el
esfuerzo Ultimo a tensién y la profundidad de la regiébn completamente plastificada,
donde una profundidad de 1 [mm] o mayor podria ser un buen referente de calidad

en la soldadura.

5.2 Recomendaciones

Conforme a los resultados obtenidos y a las diferentes etapas por las que se ha pasado
en esta tesis se recomienda considerar los siguientes planteamientos para trabajos futuros
gue se propongan continuar con el estudio del proceso FRWDD por el método de los

elementos finitos:

- Enun trabajo futuro se recomienda explorar los indicios que correlacionan una alta
resistencia Ultima a la tensiébn de la junta y la penetracion de la region

completamente plastificada obtenida con la implementacién del modelo construido.
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- En el caso que se desee utilizar el modelo construido con un nuevo material es
importante conocer el comportamiento de las propiedades térmicas y mecanicas
del material respecto a latemperatura, siendo las mas representativas el coeficiente
de conduccion, el poder calorifico y la elasticidad. También, se debe conocer el
comportamiento del esfuerzo de fluencia respecto a la deformacién, tasa de
deformacién y temperatura, preferiblemente con informacién mas detallada que la
ofrecida por el modelo de Johnson-Cook. Los datos requeridos de las pruebas de
referencia para validacion y ajuste del modelo son: parametros de operacién del
proceso, dimensiones del material de trabajo, acortamiento axial al final de la etapa
de friccion, acortamiento axial al final de la etapa de forja y comportamiento en el
tiempo de una temperatura representativa del proceso. En caso de una condicion
disimil se recomienda medir el comportamiento de la temperatura en ambos

materiales de trabajo.
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