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INTRODUZIONE E SCOPO

Fin da alcuni decenni con lo sviluppo delle metoda di calcolo favorite dalla comparsa
degli elaboratori elettronici, studiosi e ricergat sono applicati per tentare di impostare miodel
di calcolo matematici che potessero prevederesgletti salienti dei fenomeni termici, meccanici e
metallurgici connessi con la progettazione, 'ezéme e la verifica delle giunzioni metalliche
saldate; tale indagine risulta molto sentita poichésente di dare una “veste matematica” piu
rigorosa all'analisi ed al calcolo delle giunziote; indicazioni apportate dai modelli matematici
devono essere viste come ulteriore strumento asi‘pne del progettista che si affianca ai metodi
di calcolo tradizionali che, quando non si conofeadamento dello stato di tensione e di
deformazione in prossimita del giunto, prendononspuda ipotesi semplificate (e conservative)
proprio per superare tali difficolta.

Inoltre nell'industria sono ormai sviluppate le nexhe di esecuzione automatiche con la
possibilita di controllare i parametri di saldattensione e corrente dell’arco, velocita di passat
portata in massa del materiale di apporto ecdg:itapostazione del processo trae vantaggio dali
risultati ottenuti con tecniche di calcolo numerigmiché i risultati ottenuti con un modello di
calcolo numerico collaudato possono essere uttlizga pianificare la produzione di serie oppure
per eseguire la saldatura su un percorso moltoolwrga volta che siano noti i valori numerici
ottenuti con un modello in scala ridotta (quandtpid di materiale, il tipo di esecuzione, i vinicol
scelti consentono tale estrapolazione).

A tale progetto di ricerca hanno partecipato gti seguenti:

» Dipartimento di Ingegneria Meccanica dell'Universita di Roma "Tor Vergata"
» Centro Ricerche ENEA di Frascati (Roma);
» Centro Ricerche ENEA di Faenza (Bologna);

* Centro Ricerche ENEA di Trisaia (Matera);

Il presente lavoro di tesi ha come oggetto la saniohe della saldatura utilizzando come
metodo di calcolo numerico quello agli elementiitiinEsistono in commercio anche codici di

calcolo agli elementi finiti appositamente studj@r questo scopo; tuttavia si & preferito utilieza



un codice di calcolo “multiphysics” (ANSYS Rel. 14ip per dare maggiore generalita al problema
sia per dimostrare la flessibilita di questi codicicalcolo che permettono una grande varieta di
applicazioni. Inoltre e opportuno sottolineare do& questi codici commerciali (Ansys, Abaqus,
Nastran, ecc) é possibile soprattutto dividereagtbiti di analisi (termico, strutturale, magnetico,
ecc.) in maniera

» controllata poiché si possono scrivere su files di piccolat@ntitti gli “item” relativi
ad un passo intermedio della soluzione che puaesgendi verificata non soltanto
alla fine dell'esecuzione (per esempio le forzeemite da un modello
elettromagnetico con carico in corrente da attréoyioi ad un successivo modello
strutturale);

» riproducibile poiché i files di input sono univocamente deteatii® non si corre il
rischio di dimenticare qualche istruzione come sdecquando si costruisce il modello
con gli analoghi comandi dati con I'interfacciafiga a finestre;

» trasparentepoiché la sintassi dei comandi € messa per isceittuindi la singola
istruzione € immediatamente controllabile sul pangma in oggetto e/o verificabile
su modelli ridottissimi che consentono di esclud@féetto di altre istruzioni;

e parametricapoiché tutte le grandezze fisiche, geometriche edlori dei carichi
possono essere scritti in forma parametrica che@iée di eseguire velocemente tutte
le analisi in serie che risultano utilissime sidare di progettazione che di verifica ( €
guesto forse I'aspetto piu vantaggioso della madehe numerica);

» dettagliatapoiché si possono distinguere i vari risultati peddisfare le specifiche
richieste fatte dalle varie normative (per esemgigtinzione nel caso degli stress
linearizzati tra le componenti cosiddetiending, general membrane, local membrane
ecc. nel caso delle norme ASME).

Si é scelto di considerare come oggetto dell’lanAdCONEL 625 poiché e utilizzato nella
costruzione delle camere da vuoto delle macchikent@k per lo studio della fusione nucleare che

e un ambito di ricerca dove 'ENEA come ente sdiieat e particolarmente impegnato.



Fatta questa breve premessa di carattere genéeleoosente di capire quale sia il contesto in cui
si inserisce il presente lavoro e quali sono glireenti di rilievo ci cui si avvale, ricordiamo i@

gli scopi principali:

» valutare lo stato attuale della modellazione numeca relativamente alla
simulazione della saldatura;

» selezionare all'interno delle pubblicazioni bibliogafiche reperite gli approcci piu
convincenti e piu promettenti e pianificare la cosuzione dei modelli nuovi a
partire da queste ultime indicazioni;

o calibrare i modelli matematici cosi preparati tenemlo conto dei risultati
sperimentali ottenuti;

» arrivare ad una famiglia di modelli che possa prevdere le temperature, gli
spostamenti globali e le tensioni della giunzionefae saldatura.

Gli obiettivi che ci siamo preposti sottintendomoplicitamente I'idea che siamo solo al
passo iniziale dell'analisi. Alcune ipotesi che sostate formulate nella stesura del modello
riflettono proprio la scarsa conoscenza su alcatii€o parametri da scegliere per la simulazione
come si vedra meglio nello sviluppo degli argomenti

Infine vogliamo ricordare che, pur rimanendo ladazione numerica I'obiettivo principale
dello studio, e stata svolta una digressione swatsulle tematiche tradizionali della saldatuissia
accenno alle varie tipologie, termologia e metgiyr tensioni e deformazioni residue e in
conclusione la normativa sulla saldatura: taletdeabne non ha lo scopo di essere esaustiva,
tuttavia ci € sembrata necessaria sia per compketeiztrattazione che per analizzare la fisica del

fenomeno che si vuole riprodurre matematicamente.



CAPITOLO 1

LA SALDATURA: GENERALITA', CLASSIFICAZIONE,
NORMATIVA

1.1 GENERALITA

Quando e necessario realizzare costruzioni maiallpiu o meno complesse, pensate per
impieghi strutturali, quando tale complessita reimdpossibile e/o antieconomico la realizzazione
in un’unica parte e la necessita di garantiredartiissione delle sollecitazioni nei collegameiatii tr
vari componenti, in questi casi si ricorre freqeeménte al procedimento della saldatura per
comporre un manufatto idoneo a sopportare un centeero e tipo di carichi esterni applicati.

La scelta di questo metodo di collegamento impililesvanti problematiche connesse con le
costruzioni da realizzare (strutturali, metalluhgic progettuali, di esecuzione dell’opera, ecdi) ta
da richiedere un’analisi dedicata indipendenteadélinzione che le costruzioni medesime sono
chiamate a svolgere.

Le esigenze che le strutture saldate devono pafmiente garantire sono:

» lidoneita all'utilizzo durante tutta la sua vita;
* laresistenza, con adeguata affidabilita, ai cadhlk si presenteranno in esercizio;

* una durata corrispondente a quella prevista.

Il corretto dimensionamento delle saldature desteert conto del tipo di sollecitazione
agente: nel caso di carichi applicati staticaméatesgole elaborate dagli enti di unificazione (a
seqguito di rilievi sperimentali nonché dettate aa#sigenza di semplificazione del calcolo)
permettono di procedere con sufficiente sicurezelcalcolo delle dimensioni del cordone di
saldatura.

Piu prudente e piu accurato deve essere il calwglcaso della sollecitazione a fatica. Nella
struttura saldata le linee di tensione seguonord cammino naturale, e tendono ad accumularsi
nelle discontinuita geometriche (come nel casogdeiti): ne consegue un incremento del livello

locale di tensione e una diminuzione della resienfatica delle parti interessate da tali giumizio



In generale ai fini della sicurezza di una stmattoccorre tener conto di:

» valore dei carichi fissi ed eventuali sovraccaragenti,

» caratteristiche di resistenza, di duttilita e tet@adei materiali impiegati,

» semplificazioni adottate nel calcolo,

» errori durante il montaggio.
Inoltre la sicurezza e legata anche a fattori dir@ economico e cioe:

» rilevanza della struttura ed entita del danno cgmeete ad un eventuale cedimento,

* numero delle persone che possono subire dannemdtaottura,

» possibilita e facilita di eseguire riparazioni,

» tempo di vita previsto per la struttura.
Da questa lista di fattori emerge il fatto che leusezza di una struttura deve essere valutata
statisticamente: si deve sempre ammettere cheandsin certo numero di probabilita di cedimento
ed in sede progettuale occorre scegliere, in basattari economici elencati sopra, il livello di
probabilita di cedimento ammesso. Gli organismindrmazione internazionali si muovono in
questo senso: infatti si trovano definiti talunieffecienti, come si vedra in seguito, che tengono
conto della probabilita che i carichi, stabilitassicamente secondo la scienza delle costruzioni,

hanno di verificarsi effettivamente.



1.2 CARATTERISTICHE DELLE COSTRUZIONI SALDATE

Le costruzioni saldate presentano alcune carstitdre tipiche:

sono strutture monoliticheioe costituite dall’'unione di piu elementi stortli in modo da
realizzare un solo blocco; tale unione presentanaindubbi vantaggi:

» ¢ il metodo di unione ideale per la costruzioneedipienti destinati a contenere gas e/o liquidi;

* si ottengono giunzioni aventi buona conducibilittteica e/o termica;

* rispetto alla bullonatura, la saldatura consent&ténere piu elevata rigidezza della giunzione
Tutti questi vantaggi si ottengono come consegueleiia necessita di trasmettere con continuita
gli sforzi applicati. Tuttavia va osservato che staecontinuita non €& detto che sia sempre
vantaggiosa: infatti questa consente anche la gegi@ane di una eventuale frattura dall’'elemento
strutturale in cui ha avuto origine a quello adree Di questa eventualita si deve tener conto
particolarmente nelle giunzioni tra elementi se@neéd elementi primari: per evitare che un
eventuale cedimento dell’'elemento secondario ppssabcare la rottura dell’elemento principale.

Sono affette da tensioni residudata la complessita del ciclo termico con tempesgat
variabile nel tempo e da punto a punto, al ternuefesecuzione della saldatura, la giunzione
presenta uno stato di tensione rimanente la cangita dipende dalla configurazione geometrica,
dal grado di vincolo, dallo spessore, dalla preaehzparticolari di irrigidimento.

Sono caratterizzate da disomogeneita metallurgiciee differenti strutture nella zona fusa,
zona termicamente alterata, e nel materiale basalcuini casi (saldatura delle leghe di alluminio)
le disomogeneita comportano variazioni rilevantiledearatteristiche meccaniche che devono
essere valutate correttamente in fase di dimensiento.

Possono essere presenti difetti di saldatura ofp@radovuti a difficolta incontrate
dall'operatore nell’esecuzione della giunzione,vértuale presenza di tali difetti deve essere
considerata soprattutto se sono presenti cariclaindici che possono portare a rottura fragile o per

fatica.



1.2.1 Tipi di forze agenti sulle strutture saldate

Al primo punto delliter progettuale di un qualureg elemento strutturale c’'é sempre la
determinazione delle azioni agenti su di esso:ilaipmediata classificazione (cfr. UNI 10012)
tiene conto degli effetti prodotti sulla struttwalistingue quindi tra:

e azioni statiche, cioe forze che agiscono con caitéine con valori pressoché costanti nel
tempo (tali azioni non determinano apprezzabilietm@zioni in nessun punto della
struttura);

e azioni dinamiche, cioé carichi variabili nel temgmn accelerazioni della struttura.

Quindi una stessa azione puo risultare staticanandica a seconda della risposta della struttura
sulla quale agisce.

Una ulteriore classificazione tiene conto dellaiasone temporale dei carichi, si possono
avere quindi:
azioni permanentguando agiscono durante tutta la vita di progetin intensita costante (peso
proprio, cedimento dei vincoli, peso delle sovnatstire,ecc.);
azioni variabili che agiscono sulla struttura con intensita chequs essere molto diverse tra loro:
si possono avere azioni di lunga durata per eseohprate ad automobili parcheggiate o a merce
immagazzinata; oppure azioni di breve durata dopeteesempio ai carichi mobili dati da persone
o0 veicoli in transito; vi sono poi azioni che passa@ssere considerate di breve o di lunga durata pe
esempio la variazione di livello di liquido in uarbatoio;
azioni eccezionaliper esempio frane, terremoti ecc.

Nel seguito si avra modo di esporre le modalitecalinbinazione delle diverse azioni secondo
guanto previsto dalle normative che attualmentettado i due criteri fondati sul metodo delle

tensioni ammissibili e quello degli stati limite.

Per quanto riguarda le sollecitazioni statichegpgamo che in un giunto privo di difetti interni e
sollecitato a trazione da un carico statico, ltostk tensione € simile a quello di un pezzo carmdin
Cio si verifica in particolare al cuore del giuntmentre vicino alla superficie si hanno delle
concentrazioni delle linee di tensione in corrigemza delle incisioni marginali e del sovrametallo
di saldatura (fig, 1.1).
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(fig. 1.1: andamento delle tensioni sul cordone)
In particolare si nota 'addensamento delle linedodza in corrispondenza della variazione di
sezione determinata dal sovrametallo che induceffetto di picco locale di tensione che potrebbe
portarlo alla rottura. Se il sovrametallo del ggtasportato e se non ci sono incisioni, si rijs
completamente la situazione geometrica data daiogpeantinuo.

Da queste considerazioni deriva il criterio gelmeste adottato nella progettazione statica
del giunto a piena penetrazione (sia esso testata © a T) di considerare come sezione resistente
del giunto il prodotto della sua lunghezza perdessore collegato e una tensione ammissibile pari
a quella del materiale base eventualmente dimimtota un coefficiente di efficienza che tiene
conto della presenza di difetti o della carenzeoditrolli.

Talvolta problemi metallurgici comportano l'utiliezdi materiali d’apporto meno pregiati del
materiale base e per alcuni materiali (per esemegieghe di alluminio) il ciclo termico di saldagur
comporta una diminuzione di resistenza del matemalla zona termicamente alterata. In questi
casi la scelta dei valori ammissibili delle tensibene conto della zona con proprieta meccaniche

inferiori.

Un elemento strutturale sopporta sollecitazionadiiche quando durante I'esercizio subisce
variazioni significative di carico, per entita eeduenza; e puo raggiungere condizioni di
sollecitazione pericolose anche per carichi selnsdrite inferiori alla resistenza nominale dei
materiali che lo compongono. In questo caso asqarteolare importanza I'analisi in cui il carico
varia con una certa ciclicita cioé la sollecitaz@fatica.

Un esempio di sollecitazione a fatica puo essasdl@ di un palo a cui é fissato un cartello
stradale sollecitato dall’azione del vento a musialternativamente in due versi opposti. In questo

caso dopo un numero sufficientemente elevato dllagoni, il palo raggiunge una condizione di
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danneggiamento critico che lo porta a rotturaefidmeno della rottura per fatica & spiegabile con
una serie di danneggiamenti progressivi che hamigine a livello microscopico: dapprima per
effetto del carico ciclico nascono piccoli difeftnicrocricche) all'interno del materiale ed in
corrispondenza del punto piu sollecitato. In gerguesta fase prosegue per circa il 60% della
durata totale del componente; i difetti cosi orgiraumentano poi le proprie dimensioni fino ad
arrivare, a causa della propagazione del difetiour@a riduzione della sezione resistente tale da
portare alla rottura.

| fattori che generano le rotture per fatica samolteplici: comunque un elemento
fondamentale e dato dalla presenza degli intagdifetti di saldatura la cui presenza riduce
drasticamente la durata a fatica del componentgritaa fase ricordata sopra non sarebbe piu
necessaria dal momento che il difetto € gia preseRisultano ugualmente pericolose le
discontinuitda geometriche (sovrametallo eccessivouroincisione marginale), in quanto la
concentrazione delle linee di tensione aumentaldre locale della sollecitazione. A partire quindi
da queste considerazioni, & possibile fare le sggdeduzioni:

* per i giunti sollecitati a fatica sono da evitareellj a parziale penetrazione in quanto
'addensamento delle linee di forza comporta umemento dei livelli di tensione che puo

dare luogo ad un innesco a rottura (fig. 1.2)

Addensamento

linee di forza )
Mancanza di

penetrazione

(fig. 1.2: andamento delle tensioni in un giuntd a piena ed a parziale penetrazione)
e € opportuno evitare saldature asimmetriche o di ts@tmpre per ridurre gli effetti di
addensamento delle linee di forza;
» per lo stesso motivo &€ fondamentale curare anespdtto esteriore del giunto limitando le
irregolarita di forma: per esempio evitare, se fmles di terminare la saldatura in
corrispondenza degli spigoli di un pezzo o di uagaazione di sezione per non rischiare che

si verifichino difetti di saldatura (crateri) in @azona molto sollecitata.
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1.3 COLLEGAMENTI SALDATI

Data la grande varieta di applicazioni in cui sanidizzati i collegamenti saldati, vi sono
differenti metodi di classificazione. Possono essarddivisi secondo la loro tipologia (giunti a
piena penetrazione, con cordoni d’angolo, ecc.k @econdo la loro capacita di resistere alle
sollecitazioni, oppure secondo la sezione resistenfferta e la loro ispezionabilita
indipendentemente dalla struttura in cui vengonpiegate.

L’approccio moderno seguito dalle normative siaaslla definizione dei particolari di
saldatura impiegabili nellambito di una partic@lacostruzione saldata, fornendo indicazioni
riguardo i requisiti di qualita da soddisfare, @i con la tipologia e I'estensione dei contradihn
distruttivi da impiegare, in funzione del tipo dugto. La progettazione, oltre che verificare la
fattibilita delle giunzioni e dei relativi contrgllconsidera anche le problematiche relative ai
processi di fabbricazione, con particolare rifenmeealla saldabilita del materiale ed al tipo di
semilavorato impiegato.

I collegamenti saldati suddivisi tenendo contdedé&linzioni strutturali che sono state loro
affidate possono essere classificati in:

e giunti di forza
e giunti di connessione

e giunti di fissaggio

1.3.1 Giunti di forza

La particolare caratteristica dei giunti di forzalee le parti sono unite “in serie”: in altre paxol
guesto tipo di giunzione trasmette forze e momeéatun elemento a quello contiguo. Nella figura
1.3 sono rappresentati alcuni giunti di forza fiplicseguito descritti:

a) saldatura trasversale testa a testa di aninatalgande di una trave a doppio T

b) giunzione trave-colonna

c) saldature circonferenziali e longitudinali di t@tipiente in pressione

d) giunto tra tirante ed inserto forato
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T

b)

(fig.1. 3: esempi di giunti di forza)
Un’altra caratteristica della maggior parte deingiwi forza € che la saldatura viene progettata in
modo da trasmettere almeno gli sforzi massimi dmpetono alla parte piu debole degli elementi
collegati. Per esempio le saldature di assembladggiomantello di un recipiente a pressione o
guelle testa a testa di una trave sono progettgiersa penetrazione, e cioe a completo ripristino
della sezione resistente degli elementi strutturadi corrispondenza del collegamento

indipendentemente dagli sforzi che agiscono n@tezlel giunto

1.3.2 Giunti di connessione

| giunti di connessione hanno la prerogativa diegare “in parallelo” elementi piani o
profilati in modo da formare nuove sezioni trasaéyscome travi a T, a doppio T 0 a cassone.

Esempi di tali giunti sono riportati in fig. 1.4.

V

(fig. 1.4: esempi di giunti di connessione)
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Le saldature di connessione sono del tipo a parpahetrazione o con cordoni d’angolo e hanno
usualmente la stessa lunghezza delle parti da .uklra caratteristica tipica dei giunti di

connessione e che questi non hanno generalmerugnbigli essere progettati per sopportare gli
stessi sforzi delle parti che collegano. Le tensioglle saldature di connessione sono infatti
generalmente di limitata entita ed in molti casha@aufficienti sezioni di gola di altezze assai
inferiori allo spessore degli elementi ad unired @i dovuto al fatto che lo scopo dei giunti di

connessione é soltanto di impedire lo scorrimentel@menti paralleli. Per esempio le saldature
d’angolo tra anima e piattabande di una trave gidofd sono sottoposte a tensioni di taglio

longitudinali che sono in genere piuttosto limitaigto questo permette per esempio su materiali
base ad elevato limite elastico, di impiegare nmgted’ apporto con caratteristiche meccaniche

inferiori.

1.3.3 Giunti di fissaggio

Un esempio tipico di giunto di fissaggio e quelkto (fig. 1.5) dal collegamento realizzato
mediante calastrelli longitudinali tra due travisazione aperta che compongono una colonna
sottoposta a compressione. Una caratteristicaatigei giunti di fissaggio € quella che in una
struttura idealmente caricata, essi non svolgonsesure funzione strutturale. Per il loro

dimensionamento si considerano quindi le imperfazigeometriche o deflessioni indotte dalle

condizioni di carico.

(fig.1. 5: colonna costituita da profili uniti deatastrelli)
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1.4. | MATERIALI

La scelta del materiale ricopre molta importanzx fa costruzione poiché bisogna
rispettarne le esigenze di fabbricazione ed i ®tjdi funzionalita. In generale i materiali méigl
sono molto graditi nelle costruzioni perché essinmabuone caratteristiche di resistenza, durezza,
duttilita e tenacita: la combinazione di questeppria pu0 essere cambiata entro ampi limiti
mediante aggiunta di elementi lega o trattamentiit? e meccanici. In questo capitolo si vogliono
analizzare queste proprieta illustrando i motive éhducono alle scelte da effettuarsi a seconda
dell’applicazione richiesta.

1.4.1 Resistenza meccanica

La resistenza meccanica di un metallo e la capdcgapportare carichi elevati con piccole
deformazioni non permanenti. Per dare una valutgzguantitativa della resistenza di un materiale
si ricorre al convenzionale metodo di misura che ipmateriali metallici € dato dalla prova di
trazione. | valori che interessano in pratica slantensione di rottura e quella di snervamento. Nel
calcolo classico di dimensionamento dei componetiallici ci si riferisce al primo: si impone di
stare lontani dal cedimento verificando che laiteresdi esercizio sia inferiore ai 2/3 della tengio
di snervamento.

Per quanto riguarda i giunti saldati, il materibese e la zona fusa sono caratterizzati da
valori della tensione di snervamento e di rottunzeisi; in generale nella progettazione si fa
riferimento ai valori minori tra quelli del mateleabase e della zona fusa: per gli acciai

generalmente questi corrispondono ai valori dekenmge base nello stato di fornitura.

1.4.2 Duttilita

Per duttilita si intende I'entita della deformazo plastica sopportabile da un materiale
prima di giungere a rottura: essa € misurata dlaltigamento ottenuto durante una prova di
trazione. Tali valori dipendono dalle vicissitudprecedenti del materiale, dalle dimensioni e dalla
forma del provino, dalla temperatura di prova dade¢locita di applicazione del carico. | valori di
allungamento ottenuti non vengono utilizzati nelcol delle strutture meccaniche poiché
riguardano un regime di tensione (quello plasticbg le strutture non devono sperimentare.

Tuttavia una buona duttilita & una caratteristicdtansignificativa per un metallo perché:
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* indica la capacita di un materiale di sopportarfertieazioni a freddo durante la costruzione
di un elemento, durante il suo montaggio o dopmmefzioni accidentali e/o dovute alla
saldatura;
* indica qualitativamente la riserva di plasticiteusiabile per contrastare le eventuali fratture;
» consente di non preoccuparsi troppo delle tensesidue di saldatura.
Una stima della duttilita del metallo si pud avarmche da una prova di piegamento. Dall’esito
positivo della prova si puo dedurre che il materialsufficientemente plastico in quanto le fibre di

materiale esterne si sono allungate.

1.4.3 Durezza

La durezza misura la capacita di un metallo dstege ad una deformazione plastica locale:
puo anche essere definita come la resistenza cineatgriale oppone alla penetrazione. E’ quindi
legata alla resistenza poiché entrambe influiscenida capacita del materiale di resistere alle
deformazioni permanenti. La durezza di un matersaldetermina mettendo in rapporto il valore
della pressione esercitata sul provino con una iae caratteristica dell'impronta lasciata da un
corpo di forma opportuna. Sono stati codificatifefiénti metodi per la determinazione della
durezza che dipendono soprattutto dalle dimensodalla forma del “penetratore”e dallo sforzo
esercitato (metodi Brinnell, Vickers, Rockwell).

1.4.4 Tenacita

La tenacita € la capacita di un metallo di resstdla rottura quando viene sollecitato in
condizioni complesse che rendono difficile l'assownto dell’energia fornita dall’'esterno
attraverso la dissipazione per scorrimento plasti&ioe visto che anche se un materiale puo
sembrare duttile in seguito a normali prove diitae (regime monoassiale) si pud comportare
fragilmente (cioé non tenacemente, ovvero rompnsza o con pochissima deformazione plastica)
guando é sottoposto a stati di sollecitazione taiatati dalla presenza rilevante di tutte e &e |
componenti principali di tensione. La triassiatille tensioni interne puo essere causata dalla rea
distribuzione dei carichi esterni ma piu spessausata dalla complessita geometrica e soprattutto
da una discontinuita, da un intaglio o da una ericc

Alla luce di queste considerazioni si puo dire thdaenacita rappresenta la capacita di
resistere alla propagazione di un intaglio (notzighness). Visto che questa capacita e strettamente

legata all'entita della deformazione plastica alic@ dell'intaglio, si puo ben dire che la tenadta
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la duttilitd del materiale nella zona dove servepdi cioé all’apice di una rottura. Infatti la
sollecitazione in prossimita dell'intaglio risult@olto piu complessa e gravosa rispetto alle zoee ch
risentono dei valori “nominali” di tensione, e gdina fronte di tale stato complesso di tensioae, |
capacita di deformazione plastica si riduce notaeoite.

| fattori che influenzano la tenacita di un metabno:

» velocita di applicazione del carico;
* multiassialita delle tensioni indotte dai carichi;
» temperatura del metallo.

Se uno o piu di questi fattori sono presenti dwdiesercizio del componente, essi risultano
sfavorevoli per la tenacita del materiale che dessere quindi analizzato in quelle condizioni.

La prova meccanica usuale per la misura della tEgnada prova di resilienza: tra le varie
prove proposte, quella scelta dalle normative @eatterizzare il comportamento dei giunti e la
prova di resilienza Charpy V.

Alcune leghe mostrano nel tempo un’accentuata dimame spontanea delle caratteristiche
di tenacita e duttilita a seguito di deformazioragtiche (incrudimento) e del successivo
mantenimento a certe temperature: questo fenomesra@ il nome di invecchiamento. Esso e
molto importante nel caso degli acciai al carbamidelle leghe leggere: € attribuito all’evoluzione
di alcuni elementi di lega che si trovano in sobma sovrassatura nei reticoli dell’edificio
cristallino e fuoriescono con il tempo. Cio compouna diminuzione di duttilitd e tenacita, mentre
aumentano il carico di snervamento, di rottura eleezza. Per gli acciai al carbonio, i suddetti
elementi in soluzione sono carbonio ed azoto, ehedno a separarsi tanto piu facilmente se |l

reticolo cristallino e stato distorto e se la terapgra € piu alta di quella ambiente.

1.4.5 Influenza della temperatura

Le proprieta meccaniche dei metalli alle basseperature sono pure importanti perché non
mancano strutture, apparecchiature, serbatoi clegdao a temperature anche inferiori a -200 °C
('idrogeno, I'ossigeno e I'azoto hanno acquistgtande importanza nelle moderne tecnologie). Le
caratteristiche meccaniche che a bassa tempenadiano piu sensibilmente sono la resistenza
meccanica (che aumenta) e la duttilita e la teaacite diminuiscono, fenomeni questi che si
possono spiegare con una maggiore difficolta nédiiwere scorrimenti plastici.

Allo stesso modo riveste molta importanza la tarazazione del metallo ad elevata

temperatura perché i componenti metallici vengoanegalmente prodotti o formati a caldo ed
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inoltre perché la saldatura e un’operazione cheevedfettuata a caldo ed il metallo deve sopportare

le tensioni di ritiro. | fenomeni di maggior intese che intervengono alle temperature elevate sono:

ossidazione a caldo: la reazione di ossidazionéede e tanto piu veloce quanto piu € alta
la temperatura; cio comporta un limite di utilizzer i comuni acciai da costruzione di circa
400 °C superato il quale bisogna aumentare il #2doCr fino all’'uso di acciai inossidabili
o di leghe non ferrose;

perdita delle caratteristiche meccaniche: come exlevnella fig. 1.6 sia il carico di
snervamento che quello di rottura subiscono undorgalo delle caratteristiche meccaniche
guando si supera una temperatura che oscilla4®a PC ed i 600 °C;

scorrimento a caldo (creep): ad alta temperatunaetiallo “scorre”, cioé I'allungamento di
un provino aumenta nel tempo anche se il caricdicgtp resta costante ed inferiore al
limite elastico a quella temperatura; cio compdatalefinizione di un’altra proprieta dei
metalli che e la tensione di rottura a 100.000 oveero la tensione massima che puo essere
applicata ad un metallo per il tempo di 100.00Q ®&di valori dipendono chiaramente dalle

caratteristiche del materiale e possono esserentiasdi attraverso prove specifiche.

Tutti questi fenomeni devono essere presi in canagione dal progettista quando sceglie il

materiale, basandosi oltre che sul carico a cuwggetto un determinato componente anche sulla

temperatura di esercizio.

(MPa)
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A ey
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(fig.1. 6: caratteristiche meccaniche dell'acciaiofunzione della temperatura)
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1.5. TERMOLOGIA DELLA SALDATURA

1.5.1 Cicli termici di saldatura

La fusione viene realizzata con I'impiego di unagente termica che opera il riscaldamento
elevato in una zona molto localizzata intorno aingp e che trasla lungo di esso. Il calore fornito
dalla sorgente termica in corrispondenza di una daha del giunto viene disperso dentro la massa
dei pezzi da saldare, con una velocita che dipeladle caratteristiche fisiche e geometriche dei
pezzi stessi (conduttivita termica, calore spegjfaimensioni, forma del giunto, ecc.). Quindi im u
istante generico si stabilisce attorno alla posieialella sorgente una certa distribuzione di

temperatura, con valori decrescenti allaumentatladistanza (fig. 1.7).

usso di calore
[ussod brel—,

1000 °C -
:
e saldatura

sorgente termica

(fig. 1.7: campo di temperatura attorno alla sorgedi saldatura)

Inoltre si evidenzia come un generico punto fiaflinterno del pezzo é soggetto ad un
riscaldamento veloce all'avvicinarsi della sorgesedead un raffreddamento sensibilmente piu lento
guando la sorgente si allontana. In fig. 1.8 értgdo in forma qualitativa 'andamento di questo

ciclo termico.
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(fig. 1.8: ciclo termico di saldatura)
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La massima temperatura raggiunta e la velocitaaffraddamento dei cicli termici acquistano
particolare importanza in relazione alle trasforioazmetallurgiche che ne possono derivare. In
particolare la velocita di raffreddamento, indivada dal ramo destro della curva in fig. 8 rende
conto della severita termica del ciclo, che e tanémgiore quanto piu energico ¢ il raffreddamento.
Sulla severita termica di un ciclo influiscono gaenti fattori:
» I'apporto termico specifico cioe I'energia fornitialla sorgente per unita di lunghezza di
saldatura, dato dalla relazione:
I [V
Vv

sald

Q= [60 [J/cm]

(in cui | rappresenta la corrente di saldatura imp&re, V la tensione di saldatura in Volt &y

la velocita di saldatura in cm/min);

* lo spessore dei pezzi da saldare e la forma deitaiche influiscono sulla velocita di
raffreddamento e sul’andamento temporale dellgptratura,

» I'eventuale preriscaldo dei lembi che in alcuniicasne effettuato per diminuire la velocita
di raffreddamento.

In condizioni di raffreddamento molto rapido si harfenomeni di tempra, cioé I'austenite non

si trasforma in ferrite, ma in martensite (fase antbile). Negli acciai al carbonio affinché si

possano formare strutture di tempra € necessaperate la temperatura Al (723 °C), cioe

trasformare la ferrite in austenite. Quindi quasdeffettua una saldatura si deve ottimizzare la

velocita di raffreddamento quando si € sotto gld 8C: una velocita troppo alta provoca la

tempra (bassa tenacita del materiale), mentre welacite troppo bassa, cioé una lunga

permanenza alle temperature prossime ad Al, prowogeossamento del grano (basse

caratteristiche meccaniche).

1.5.2 Ruitiri

L'immediata conseguenza di questi cicli termicc@ e soggetta la zona adiacente alla
giunzione € la presenza di deformazioni permardattgiunto. Questo fenomeno & determinato da:
» latendenza del metallo a dilatarsi tanto piu quamaggiore € la temperatura raggiunta;
* la sorgente termica € concentrata ed in movimehtde significa che la distribuzione di

temperatura & sensibilmente disomogenea;
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» allaumentare della temperatura diminuisce la mmesidi snervamento del materiale per cui

e sufficiente uno sforzo minore per ottenere undordeazione locale permanente
(ricalcamento).

Attraverso questi meccanismi di dilatazione e daBmione disomogenei, si originano le tensioni

interne e i ritiri nel metallo.

Per comprendere l'origine del ritiro trasversab@sideriamo un giunto nel corso della sua
esecuzione (fig. 1.9). Attorno alla sorgente sitang il campo termico descritto dalle ellissi
isoterme. L'isoterma a 600 °C individua la zona paggetta al decadimento della tensione di
snervamento ( a temperature superiori a 600 °@agliai praticamente non hanno piu resistenza
meccanica~ 5 kg/mnf) e quindi pit soggetta al ricalcamento a caldoi €amhseguenza alle

deformazioni termiche.

- I | sorgente

(fig.1. 9: origine del ritiro trasversale)

In particolare se consideriamo una striscia sudficemente sottile (zona tratteggiata), essa subisce
dapprima un riscaldamento nella zona centrale petenderebbe a dilatarsi; questa dilatazione
risulta impedita dalla striscia contigua precederete saldata che gia e a temperatura piu bassa.
La zona della striscia considerata compresa eidgaidrma a 600 °C subisce pertanto una notevole
deformazione a caldo; nel successivo raffreddamessa risulta piu corta di quello che sarebbe

stato se fosse stata libera, per cui si svilupgaazione di ritiro che tende ad avvicinare i lembi.
Il ritiro angolare si riscontra nei giunti di tast soprattutto d’angolo. Nei giunti di testa esso

ha origine dalla variazione di larghezza del coedlumgo il suo spessore, per effetto del modo con

cui vengono preparati i lembi. Si consideri (figl@) un giunto di testa con preparazione a V.
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isoterme a 600 °C ritiro angolare

(fig. 1.10: schema del ritiro angolare)

Se si suppone di dividere lo spessore in stragpdssore costante, per quanto detto in precedenza i
ritiro trasversale di questi strati aumenta dakbaserso I'alto in quanto aumenta la lunghezzaadell
zona che si ritira: questo determina a fine satdatuna certa deformazione angolare. Adottando
invece preparazioni ad X, il ritiro angolare nonnsanifesta o si manifesta in entita ridotta per
ragioni di simmetria.

Lo stesso ragionamento si pud applicare ai giuatigblo (fig. 1.11). Immaginiamo di dividere il
cordone in strati paralleli alla sua superficiestidn; per il progressivo aumento del ritiro trasabss

di questi strati dal vertice alla superficie, siUm@a deformazione risultante che tende a chiudere
I'angolo nel senso indicato dalle frecce. In questeo si aggiunge anche l'effetto di ricalcamento
subito dalla zona di materiale dei lembi riscal@atondizione di vincolo.

(fig.1. 11: schema del ritiro angolare)

Il ricalcamento del materiale delle zone che hasperimentato una temperatura superiore a
600 °C si manifesta anche in direzione longitudindh questa direzione infatti si riscontra il
ricalcamento di una striscia di materiale parallalbasse della saldatura a cui si somma la

contrazione subita da quest’ultima durante il esfttamento.
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1.5.3 Tensioni residue

Si € visto che a causa delle condizioni parti¢atacui opera la sorgente termica nel corso
della saldatura si hanno riscaldamenti e raffredagdimdisuniformi, con la conseguenza di far
nascere delle tensioni interne a causa dei ntipaditi. La direzione in cui si manifestano queste
tensioni & data proprio dal ritiro impedito, mentdoro intensita dipende dall’entita con cui dett
ritiro viene contrastato, cioe dal grado di vincolayuella direzione.

Le tensioni trasversalagiscono in direzione perpendicolare all’asseattisgura. Nella fig.
1.12 e riportata la distribuzione delle tensiorteine trasversals;: queste tensioni lungo una
generica sezione trasversale, sono sempre deflsosgegno (curve a e a’). Esse invece lungo una
generica sezione longitudinale sono di traziondanghrte centrale e di compressione nelle parti

estreme (curva b).

i il
i A

- L
prAp g o
T \\\\\‘b(\\ S

A

% 7

X

(fig. 1.12: tensioni residue trasversali)
Per quanto riguarda i valori che le tensioni trasak possono raggiungere, occorre notare che il
ritiro trasversale, pur essendo soggetto a condlizicautovincolo, riesce sempre a manifestarsi con
una certa entita. In relazione a cio le tensias\ersali non raggiungono valori molto elevati.

Le tensioni longitudinalagiscono in direzione parallela all'asse del gy una generica
sezione trasversale x-x (fig. 1.13) 'andamentdedignsioni interne longitudinadi_, indicato dalla
curva a, mostra che queste tensioni sono di trazieel giunto e nella zona adiacente mentre
risultano di compressione nelle zone lontane. ievil sperimentali hanno mostrato che la
distribuzione delle tensioni longitudinali € lasta per tutte le sezioni trasversali (curva a)ese n
deduce che lungo un generico piano y-y paralldlassle del giunto e ad una distanza d generica
dall'asse stesso k@ si manifestano costanti e di valore dipendentadistanza stessa (curva b).
Le tensioni longitudinali, a causa delle severedtoni di autovincolo in cui opera la saldatura in

guesta direzione raggiungono valori molto alti.
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(fig. 1.13: andamento delle tensioni longitudinali)

1.5.4 Effetti delle tensioni interne

Dungue un giunto saldato & sempre affetto dadansiterne e quelle longitudinali sono le
piu pericolose (possono raggiungere il limite etagt diventa quindi importante vedere l'influenza
esercitata dalle tensioni interne quando questerasmano alle tensioni dovute ai carichi esterni.

Per esempio, nel caso di un carico statico, le zheesono maggiormente sollecitate per effetto
delle tensioni di ritiro tenderanno a superare llneate il carico di snervamento; in tali condizioni
si possono avere due conseguenze sulla base dpbdamento del materiale:

+ se il materiale e sufficientemente duttile, si handelle deformazioni permanenti
microscopiche anch’esse localizzate nei punti asimes sollecitazione, con il conseguente
allargamento della zona deformata e la consegugimienuzione dello stato di tensione
finale della zona sollecitata;

* se il materiale ha un comportamento di tipo frggd#lora esso non si puo deformare
plasticamente e quindi la tensione di snervamemweda di rottura tendono a coincidere; in
guesto caso I'aggiunta di un carico esterno puopootare la rottura del giunto.

Da notare in particolare che proprio per questoivaovengono considerati saldabili solo i
materiali con comportamento duttile e che é aldrgtt importante che tale comportamento non
venga alterato dalla saldatura.

Si puo pertanto concludere che la presenza deliae interne non diminuisce la capacita
di resistenza di una struttura saldata, ma araplicazione temporanea di un carico esterno (come
per esempio la prova idraulica di un recipientg@iessione) provoca delle deformazioni plastiche
che ridistribuiscono le tensioni residue con ridma dei loro valori massimi.

Se un materiale metallico lavora a bassa temperaliventa piu fragile: in questo caso le
tensioni interne agendo anche su eventuali intaglifetti di saldatura possono compromettere

I'efficienza di una struttura saldata causandomedimento per rottura fragile.
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Inoltre ricordiamo che la distribuzione delle temns interne entro la massa metallica di un
manufatto & tale da costituire un sistema autodgaib in cui l'integrale delle componenti di
trazione e di compressione si equivalgono. Seegjlemo lavorazioni meccaniche, I'asportazione di
trucioli comporta I'eliminazione delle tensioni agiesulla massa asportata: questo determina la
modificazione della distribuzione delle tensioneat sulla massa restante in modo da ottenere una
deformazione del pezzo che impedisce I'ottenimelelte tolleranze volute sulle superfici lavorate.

1.6. METALLURGIA DELLA SALDATURA

La distribuzione delle temperature in saldatunan@tte di individuare tre zone distinte (fig.
1.14): la zona fusa individuata dall'isoterma dsiitne del materiale base; la zona termicamente
alterata, a ridosso della zona di fusione, caiafeta dalle alterazioni metallurgiche subite dal
materiale base; la zona ancora piu esterna chéna@ubito alterazioni costituita dal metallo base

inalterato.

zona termicamente
materiale base alterata zona fusa
inalterato A

(fig.1. 14: struttura del giunto saldato)

La proporzione con cui il materiale base e d’appsrtimiscelano per costituire la zona fusa varia in
funzione del processo di saldatura impiegato gpdeametri operativi scelti che possono cambiarla
anche significativamente.
Si definisce rapporto di diluizione il quoziente:

volume materialelbase

Rd = EHOO
volumeiotale[Zonafusa

A seconda del tipo di processo utilizzato, il rappali diluizione pud assumere i seguenti valori di

massima (tab. 1.1):
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=0 nella brasatura

=30 | nella prima passata nel processo ad arco renua

=10 | nelle passate successive ad arco manuale

R4 (%) | =65 | nella saldatura ad arco sommerso a forte paiene

=15 nella saldatura ad elettroscoria

=100 | nella saldatura a resistenza

(tabl..1: valori del rapporto di diluizione)

Poiché in una saldatura il raffreddamento non awesieon la stessa velocita in tutte le direzioni, la
struttura metallurgica che ne deriva € dendritiobbrinare, cioe caratterizzata da grani allungati
nella direzione in cui procede il raffreddamentasciuti perpendicolarmente alla linea di fusione
che delimita la zona fusa, ed in senso oppostafaeddamento stesso. In definitiva i grani sono
rivolti verso la sorgente termica ed inclinati agllirezione di asportazione del calore (fig. 1.15).

———s |
(N };\(\(\g\
AAAALALAL

(fig.1. 15: andamento delle dendriti in un giuntddato)

Nel caso in cui I'esecuzione del giunto compoiti passate, il passaggio della sorgente
termica sulla passata precedente determina uarratito termico localizzato con effetto benefico,
migliorando la struttura della zona fusa medianteatfinamento della zona stessa e una parziale
distensione, a tutto vantaggio delle caratteristiomeccaniche del giunto (soprattutto duttilita e
tenacita).

La zona termicamente alterata rappresenta quetaa di materiale che ha subito alterazioni
strutturali, per effetto del riscaldamento e susiwes raffreddamento del giunto, senza avere
raggiunto la temperatura di fusione. Quindi la samposizione é influenzata dalle caratteristiche
metallurgiche del materiale base utilizzato, costtattura cristallina che dipende dalle tempegatur

massima raggiunte.

26



1.6.1 Difetti di saldatura

| difetti di saldatura possono essere classificatifetti di carattere metallurgico legati cioe
agli effetti prodotti dal ciclo termico sul matdgaed al suo comportamento durante la saldatura , e
di carattere operativo legati cioé alle modalitzattd condizioni operative con cui € stato realiaza
il giunto.

Le cricche a caldo sono rotture che possono nmsaife nella saldatura di quasi tutti i
materiali metallici, in zona fusa nel corso della solidificazione. Nel caso degli acciai non legat
basso legati, le cause principali di questo fenamsno: tensioni di ritiro, elevato intervallo di
solidificazione e alto tenore di impurezze (zolffosforo) nel materiale base.

All'inizio del raffreddamento del bagno di saldatusi ha la segregazione di composti a
basso punto di fusione a bordo dei grani, oversnémo pertanto dei veli liquidi quando il restante

materiale é gia allo stato solido (fig. 1.16).

(fig. 1.16: struttura della zona fusa durante ldidificazione)

Si puo quindi verificare che i suddetti veli sianterrotti da alcuni ponticelli solidi che dannoaun
certa continuita al cordone. D’altra parte al dioiia della temperatura in tali elementi solidi si
manifestano, nel giunto, le tensioni di ritiro dosge tali elementi sono duttili e di dimensioni
sufficienti possono allungarsi senza rompersi, si@za che si manifestino per I'appunto le cricche
a caldo. Al diminuire del tenore di impurezze dalybo, diminuisce I'entita dei composti a piu
basso punto di fusione e aumenta la sezione deicptinsolidi, cio € quindi favorevole per evitare
guesto tipo di cricche. Analogamente € un eleméatorevole I'esecuzione delle saldature, per
guanto possibile, in ridotte condizioni di vincol@arbonio ed impurezze nel bagno provengono
essenzialmente dal materiale base (i materialipbetp sono molto curati da questo punto di vista)
ed e utile scegliere processi e parametri di satdathe diano luogo a bassi valori del rapporto di

diluizione e materiali d’'apporto in grado di depard bagno.

27



Le cricche a freddo sono rotture che possono msiaifsi nella saldatura degli acciai
debolmente legati in zona fusa ed in zona termicéenealterata quando la temperatura si
approssima a quella ambiente o anche a raffreddaméimato. Sono dovute alle strutture dure in
zona fusa e in zona termicamente alterata, alleidendi ritiro, all’assorbimento di idrogeno da
parte del bagno. Se il raffreddamento della zosa filel giunto avviene cosi rapidamente da dare
luogo a strutture di una certa durezza ed € cormigampamente presente in essa idrogeno
sovrassaturo che non riesce a migrare all’estden@ona fusa risulta molto infragilita e puo
rompersi sotto ['effetto delle tensioni di ritrom{crocricche in zona fusa). Durante |l
raffreddamento nella zona termicamente alterateakiormazione austenitica avviene con un certo
ritardo rispetto alla zona fusa: cio da la possiull'idrogeno di migrare in quest’ultima, essend
esso piu solubile nellaustenite che nella ferriB® successivamente nella zona termicamente
alterata si ha dall'austenite la formazione ditstine di tempra, anche questa zona puo rompersi
sotto l'effetto delle tensioni di ritiro, essendorttmente infragilita. L'utilizzazione di materiali
d’apporto (elettrodi basici) e di processi (TIGhasso idrogeno, di adeguati preriscaldi e di apport
termici specifici adatti allo spessore, la sceltacahdizioni di saldatura, per quanto possibile a

“ritiro libero” sono le richieste principali per gare questo tipo di cricche.

Gli strappi lamellari sono cricche che si posseedficare nel caso degli acciai dolci e
bassolegati nel materiale base quando quest’ulénsmllecitato perpendicolarmente al piano di
laminazione. Sostanzialmente sono causati dalkdendi ritiro elevate, dalla geometria del giunto
sfavorevole per le tensioni, dal materiale baserlata di medio-alto spessore. Se per laforma (a T
oppure ad L) del giunto le tensioni di ritiro hanapa componente elevata normale al piano di
laminazione, il pezzo si strappa in corrispondeatizaventuali piccole inclusioni non metalliche che
sono sempre parallele alla sua superficie. | psim@ppi che avvengono a differenti profondita nelle
zone piu suscettibili, si collegano poi tra lorodiaate ulteriori rotture. | materiali laminati che
risentono di questo problema sono quelli con basstlita in direzione perpendicolare alla loro
superficie. Dal punto di vista della progettaziomesoncetto fondamentale € quello di disegnare i
particolari costruttivi in modo da minimizzare &nsioni di ritiro perpendicolarmente alla supe€ici
del laminato. Risulta anche importante studiareuatamente le sequenze di montaggio della

costruzione, in modo da saldare con il minimo grdiddncolo.
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1.6.2 Saldabilita

Per una rigorosa progettazione occorre valutamiffieolta tecnologiche connesse con la
sua esecuzione. Dunque assume particolare impariagrado di saldabilita del materiale che si
intende utilizzare. Ricordiamo che il giunto mostrea piu accentuata tendenza a rompersi durante
le prime fasi del raffreddamento della zona fusanaperatura ancora prossima a quella di fusione e
durante le ultime fasi del raffreddamento a queltebiente. Per quanto riguarda il primo punto, per
i materiali da costruzione sono oggi disponibilciac con contenuti di impurezze e di carbonio
molto limitati: la presenza di tali elementi favswe la formazione delle cricche a caldo. In geeeral
nelle costruzioni saldate vengono normalmente iggiieacciai il cui contenuto di carbonio non
supera lo 0.25% e gli acciai di piu comune impiegpartengono alla categoria degli acciai dolci
nei quali il tenore di carbonio e inferiore, speasghe sensibilmente, allo 0.20%. Per elevati tenor
di carbonio l'acciaio infatti puo subire un effettib tempra con la formazione di strutture dure e
fragili. In generale I'uso di acciai calmati su speri medi inferiori a 40 mm, non pone particolari
problemi di criccabilita a caldo direttamente ridanibili al materiale base.

Allo scopo di migliorare la resistenza degli acaicarbonio, possono essere fatte aggiunte di
manganese in tenore compreso tra 1 e 1,5%. Sigottencosi gli acciai “ad alto limite elastico”con
carichi di rottura di 500-600 N/nfmsi noti in particolare che il manganese, comeailbonio,
facilita la tempra dell’acciaio, tuttavia la suaiae in questo senso € molto piu debole. Inoltre
guesti acciai hanno un tenore di carbonio limitadel'ordine dello 0.2%, per cui la loro
temprabilita &, in definitiva, solo un po’ maggiatiequella degli acciai dolci.

Quando si desidera incrementare ulteriormente $sstenza, senza rendere troppo difficile la
saldatura, si aggiungono piccole quantita di elahtBdega come vanadio, titanio, cromo, ecc. e si
hanno cosi gli acciai microlegati. Questi elem@ntiducono, in fase di fabbricazione dell’acciaio,
una diminuzione della dimensione dei grani a caisegue un miglioramento delle caratteristiche di
resistenza e tenacita.

Per quanto riguarda il pericolo di criccature alfte di un giunto, dal punto di vista di scelta del
materiale si utilizza il criterio del carbonio egalente (IIW): un numero ottenuto dalla somma
delle frazioni volumetriche degli elementi di legapmpreso il carbonio, moltiplicato per
coefficienti che ne descrivono l'efficacia a deterane strutture metallurgiche in grado di criccare
freddo durante il ciclo termico di saldatura:

CEV=C+Mn+Cr+MO+V+ N|+Cu.
6 5 15
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1.7 CLASSIFICAZIONE DEI PROCESSI DI SALDATURA

L’'unione permanente di due o piu componenti mecca@ effettuabile con diversi
procedimenti da scegliersi sulla base del tipo giemale da saldare, dello spessore delle paftta de
posizione della giunzione e del tipo di produzione.

La classificazione dei processi di saldatura pseresfatta nel modo seguente (tab. 1.2):

. con gas
Per fusione _
ad arco elettrico
Autogene , per punti
Per pressione :
. ~Larulli
(a resistenza elettric _
a scintillio
Saldobrasature
Eterogene :
dolci
Brasature i
forti

(tab.1.2: classificazione dei processi di saldajura

Le saldature sonautogenequando il metallo base prende parte, fondenda,fatmazione
del giunto; si ottiene con e senza metallo d'apgparseconda del procedimento e dello spessore.
Quando il metallo d’apporto € presente, € similmatallo base per ottenere una giunzione che sia
strutturalmente omogenea ai pezzi da saldare. ldatsae sono dettper fusionequando i pezzi
vengono uniti allo stato liquido. In base al modgrbduzione del calore necessario per la fusione
del metallo si distinguono in saldature ad arcogas Le saldature sono dedt@ressionegquando i
pezzi vengono collegati non allo stato fuso, mangoasi trovano in uno stato pastoso. Tale stato
viene raggiunto, generalmente per effetto Joulepassaggio di una corrente elettrica.

Le saldature soneterogenequando il metallo base non prende parte alla faiona del
giunto. Il cordone di saldatura € formato dal swletallo d’apporto, sempre presente, diverso dal
metallo base e con temperatura di fusione inferidreeconda di come avviene la formazione del
cordone di saldatura si hanno:daldobrasaturequando i lembi dei pezzi vengono preparati con
cianfrinature; il metallo d’apporto fondendo riempli cianfrino costituendo il cordone di saldatura.
Si hanno lebrasaturequando i pezzi da saldare sono semplicemente gigiouno sull'altro: lo

spazio capillare che rimane viene riempito dal fietiapporto fuso.
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1.7.1 Saldature autogene per fusione

Tra le saldature autogene per fusione che utiliazd gas come sorgente di calore

ricordiamo:

la saldatura ossiacetilenicahe usa una fiamma prodotta dalla combustionendimiscela

di ossigeno ed acetilene A€;). La fiamma viene prodotta all’estremita di un malo nel
guale i due gas si combinano in rapporti ottimaf% acetilene e 48% ossigeno) in modo
da avere una fiamma neutra. L'acetilene e moltiizméito per le sue caratteristiche di alta
temperatura di flamma, elevato contenuto termicssh reattivita della fiamma con il
metallo base e d’apporto e facilita di regolaziatedla fiamma; conviene per piccoli
spessori, ha il vantaggio della trasportabilital’ditezzatura, basso costo e possibilita di
saldare in tutte le posizioni;

la saldatura ossidrica che usa una fiamma ottedalla combustione dell'ossigeno con
l'idrogeno. Si ottiene una temperatura della fiammiaore di quella ossiacetilenica e di
conseguenza viene adoperata per la saldatura dilinaebbasso punto di fusione come ad es.

alluminio, piombo e magnesio.

Vi sono poi le saldature autogene per fusione wthizzano I'arco elettrico cioe il calore

generato dal passaggio di corrente attraverso sniggazzato. L’elettrodo fusibile e simile al

metallo base ed e ricoperto da un rivestimentossiilappando gas (idrogeno, anidride carbonica)

protegge 'arco ed il cratere di fusione. il trasfeento del metallo d’apporto avviene sotto forma d

gocce che passano attraverso I'arco. Questo metbdaldatura &€ adatto per acciai non legati o

basso legati, acciai inossidabili, leghe leggehésagrame nichel e sue leghe. Non viene usato per

leghe basso fondenti, dato I'intenso calore genedatl’arco e nel caso di metalli reattivi (titanio

zirconio) in quanto troppo sensibili alla contanziode da parte dell’ossigeno. Le principali

tipologie sono:

filo animato(Flux-Cored Arc Welding): I'arco elettrico scoctra un elettrodo di metallo ad
alimentazione continua ed il materiale di baselditeodo contiene un flusso cioé un agente
chimico di pulizia che previene l'ossidazione; lopesso pud essere con 0 senza gas
protettivo;

elettrodo fusibile rivestito(Shielded Metal Arc Welding): € un processo didaaira
manuale che usa un elettrodo di consumo anch’egsstito da un flusso. Si utilizza una

corrente elettrica, alternata o continua, per gmeer’arco: durante I'esecuzione, il
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rivestimento dell’elettrodo, disintegrandosi, emawapori che servono come gas di
protezione e fornisce uno strato di scorie che®@®rventrambi per proteggere la zona di
saldatura dalla contaminazione dell’aria. E il @80 di saldatura piu utilizzato.

Arco sommersdSubmerged Arc Welding): richiede un elettrodoidmlo tubulare (flux
cored) ad alimentazione continua. Il bagno di fusie la zona dell’arco sono protette dalla
contaminazione atmosferica essendo immerse in umtomdi flusso granulare fusibile
formato da ossido di calcio, di manganese o dcisiliQuando e fuso il flusso diventa
conduttore e fornisce un percorso per la correrad'elettrodo e il pezzo. Questo strato
spesso di flusso ricopre completamente il metallsofprevenendo schizzi e scintille ed
inoltre sopprime l'intensa radiazione ultraviolettd i fumi che sono parte della SMAW; la
saldatura puo essere effettuata solo nella posiziama;

Saldatura TIG(Gas Tungsten Arc Welding): € un processo di satdaad arco elettrico in
atmosfera inerte. L'arco & prodotto dal gas di guimne (un gas inerte come l'argon o
I'elio) che fuoriesce dalla pistola che porta antkkttrodo. L'arco viene acceso da una
scintilla pilota che, provocando la ionizzaziond das protettivo, lo rende conduttore.
L’elettrodo € costituito da tungsteno e, data k& slevata temperatura di fusione, non fonde;
tale processo puo avvenire con o senza metall@diap L'arco, I'elettrodo, il metallo base
fuso, il metallo d’apporto si trovano immersi in @mbiente inerte costituito dal gas
protettivo; questo fatto impedisce I'ossidazionegiento e permette cosi anche la saldatura
di materiali reattivi. Consente di saldare con [f&ciin tutte le posizioni con un ottimo
controllo del bagno di saldatura. E ampiamenteauseal’'industria aeronautica, aerospaziale
ed in tutte le saldature di qualita;

Saldatura MIG e MAQGGas Metal Arc Welding): questi acronimi derivasten nomi “Metal
Inert Gas” e “Metal Active Gas”. Il processo didatura MIG o MAG (o a filo continuo) e
simile al TIG: differisce da esso per il fatto dieae un elettrodo fusibile, sotto forma di filo,
che costituisce cosi anche il metallo d’apporto.differenza tra MIG e MAG consiste
essenzialmente nel tipo di gas impiegato: nel mazeMIG si utilizza argon od elio che
garantiscono una efficace protezione dell’arco Badeona di fusione dal contatto con
'atmosfera, ma sono costosi; nel processo MAG tdizeza l'anidride carbonica piu
economica. Il trasferimento del metallo d’apportonatallo base puo avvenire in vari modi
in funzione della tensione dell’arco e della coteeohe lo attraversa. La modalitshort
arc” si verifica per tensioni d’arco basse: il tragfegnto avviene con formazione di grosse
gocce che si allungano verso il metallo base, cean corto circuito e spengono

momentaneamente l'arco; il fenomeno si ripete da a2@00 volte al secondo. La
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solidificazione del cordone di saldatura é rapidguendi questa modalita & adatta per la
saldatura in qualunque posizione e per gli spessutili. La modalita“spray arc” si
verifica con tensioni d’arco maggiori ed elevaterenti. Il trasferimento avviene sotto
forma di un elevato numero di gocce di piccole disieni che attraversano l'arco senza
spegnerlo. La fluidita del bagno di fusione € efayda solidificazione del cordone di

saldatura e lenta; per tali motivi € adatta sologaddature in piano e per grossi spessori.

1.7.2 Saldature autogene per pressione

Questi tipi di saldature sono caratterizzati ddbre generato dalla resistenza che si oppone
al passaggio della corrente elettrica tra due $wpgroste a contatto. Prima durante e dopo |l
passaggio della corrente elettrica e applicatasalfgerfici una pressione. La saldatura avviene per
fusione localizzata del metallo base, senza migedapporto. La piu importante tra queste e la
saldatura per punti che & molto diffusa nel cammiledlamiere sottili e si presta bene
all’automazione di processo. Le lamiere vengonmstate I'una sull’altra nella posizione in cui si
vogliono saldare; due elettrodi in rame (o legaaine) vengono premuti da una pinza contro le
lamiere. Si fa passare una corrente di intensigaagh (1000 — 100000 A) per una frazione di
secondo che sviluppa nella zona di contatto daleidre una quantita di calore tale da portare a
fusione localizzata il metallo base. La solidifima®e che avviene mentre gli elettrodi sono ancora
premuti, porta alla formazione del punto di saldatuLa fusione del metallo avviene solo
all'interno della zona di contatto perché |i laiseenza € maggiore e quindi € maggiore il calore
generato per effetto Joule ed inoltre perché gliteddi di rame sono raffreddati e 'asportazioeé d
calore dalla zona che non é a contatto ne limitmmdlzamento in temperatura. Tale metodo e
costoso ed inoltre la giunzione mostra una scasiatenza a trazione e a fatica.

La saldatura a rulli € una versione di saldatupairati utilizzata per saldare lamiere soggette
a problemi di tenuta per la presenza di liquidi.gkttrodi sono due rulli che premono i due lembi
sono sottoposti a scariche di corrente con frecauenelta in funzione della velocita di avanzamento
dei rulli stessi.

La saldatura a scintillio € un processo nel glekuperfici da saldare vengono avvicinate ed
allontanate in modo da provocare I'innesco di picachi elettrici che fondono il metallo. Dopo la
fusione la corrente € interrotta e le superficics@nemute con una forte pressione che ne genera

I'unione.
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1.7.3 Saldature eterogene

Nellasaldobrasatural metallo base non prende parte alla formazioglegainto e quindi la
temperatura dei lembi dei pezzi da saldare € semfgdore al suo punto di fusione. Il metallo
d’apporto, sempre presente, ha una temperatutsidine minore di quella del metallo base. | lembi
dei pezzi vengono opportunamente cianfrinati, cgaele saldature autogene, e puliti. Quindi si
riscaldano con flamma ossiacetilenica o in fornaduzione, fino alla temperatura di fusione del
metallo d’apporto, che immerso in questa zona (gémente sotto forma di filo o di barrette) fonde
e solidificando riempie il cianfrino. Il giunto é@rimato dal metallo d’apporto e da una zona di
interfaccia con il metallo base composta da una teda un composto intermetallico formato tra il
metallo base e quello d’apporto (lega di transig)ol metallo d’apporto solitamente utilizzato e
una lega di ottone con tracce di silicio che foadeuna temperatura di circa 800°C. Il giunto cosi
ottenuto ha una buona resistenza meccanica edcitébastome il metallo d’apporto: per questo
motivo & anche possibile saldare leghe diversdota e specialmente leghe poco elastiche che
possono rompersi durante il raffreddamento (pemeseriparazioni di getti di ghisa).

La brasaturaé simile alla saldobrasatura con I'eccezione dalafrinatura dei lembi dei
pezzi da saldare. Infatti in questo caso i pezabssemplicemente appoggiati 'uno sull’altro: lo
spazio capillare che rimane tra i due viene rienddl metallo d’apporto fuso che ha una grande
scorrevolezza e capacita di “bagnare” il metallgebdl giunto € costituito quindi da uno strato
sottilissimo di metallo d’'apporto che ha formatcauega di superficie col metallo base. Per tale
motivo il giunto ha scarsa elasticita e resisteneacanica. In funzione della temperatura di fusione
del metallo d’apporto le brasature possono essdadci’, quando utilizzano materiali d’apporto
con Tsions<400°C (tipiche sono le leghe stagno/piombo): |15dee che si verifica € piuttosto
debole ed il giunto non e particolarmente resistehie brasature “forti” utilizzano materiali
d’apporto con fsione= 600 — 700 °C (tipici sono in questo caso le legime/zinco e argento/rame.

L’adesione che si verifica € maggiore ed il giuatpiu resistente della brasatura dolce.

1.7.4 Altri processi di saldatura

* Fascio elettronicoun fascio di elettroni di elevata energia viendirizzato sulle parti da
unire; la zona riscaldata e successivamente fusalt® stretta e localizzata, permettendo di
minimizzare le deformazioni di saldatura. Puo essgeguita a pressione atmosferica o
sottovuoto. Le tipiche applicazioni sono nel settautomobilistico, aerospaziale e della

fisica delle alte energie.

34



Al plasma l'apporto termico necessario alla fusione e farnda un gas che per
riscaldamento raggiunge una parziale ionizzazigiastnha), potendo cosi condurre una
corrente elettrica. L'arco elettrico € compreso uraelettrodo infusibile ed il bagno fuso
(arco trasferito) o tra un elettrodo ed un adiagargello (arco non trasferito). Il bagno di
fusione é protetto dal getto di gas caldo e ioriz¢argon) che esce dall’'ugelloe puo essere
integrato da una fonte ausiliaria di gas protet{argon, elio). E simile alla saldatura TIG.
Per esplosionela saldatura viene ottenuta per effetto dellasfimme generata dall’'onda
d’'urto di una carica esplosiva. Le due parti verggtenute l'una sull’altra parallele ed a
piccola distanza; il materiale esplosivo € distititnin maniera uniforme sulla parte da unire
superiore. Tale metodo consente I'unione di medifiicili da saldare (acciaio/titanio).

Con elettroscoriautilizza il calore generato per effetto Joulewtea corrente elettrica che
attraversa uno strato di scoria elettro-conduttait® stato fuso. La scoria funziona da bagno
di saldatura e con il calore sviluppato si ottidaefusione del metallo d’apporto e la
saldatura del metallo base; non si ha produziomecdi elettrico.

Ad ultrasuoni le parti da saldare poste a stretto contattogeea messe fra un supporto ad
incudine ed un gruppo vibrante che trasmettendo watacissima ed intensa vibrazione
genera dei moti di attrito che provocano il riseaeknto dei pezzi; I'unione avviene senza
fusione del metallo base;

Laser la saldatura laser produce una fusione del neetadmite I'applicazione di un raggio
di luce coerente, di frequenza determinata, fozatz sulle superfici da unire; per
proteggere il bagno fuso viene utilizzato un gastgitivo; la saldatura puo avvenire con o
senza metallo d’apporto. Si ottengono elevate walat avanzamento, riduzione delle zone
termicamente alterate, piccole deformazioni dezpezaldato, assenza di scorie e spruzzi,
possibilita di operare attraverso qualsiasi mezasparente; il fascio non ha necessita di
contatto con il pezzo e puo essere diretto, intina focalizzato da sistemi ottici; la
possibilita di trasmissione attraverso le fibrecbi lo rende particolarmente indicato per
azionamenti robotizzati e per la saldatura di giratcomplesse.
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1.8. CRITERI NORMATIVI

| paragrafi precedenti sono serviti come rapidaoshizione al problema della saldatura
nonché per richiamare alcuni concetti basilari el@ftoprieta dei metalli. Prima di proseguire ci
sembra utile esporre una panoramica sui concettigimentali contenuti nelle norme per il calcolo
dei giunti saldati e del rapporto esistente trdlgueazionali e quelle europee.

Dapprima la Commissione Acciaio del CNR ha publbdiczel 1985, come bollettino CNR,
delle Istruzioni per il calcolo, 'esecuzione enf@nutenzione delle strutture di acciaio, recepgie n
1988 come norma CNR-UNI 10011. A partire dal 19%hro cominciato ad affiancarsi alle
normative nazionali esistenti gli Eurocodici, spihati da apposite commissioni internazionali
costituite da esperti designati e nominati dallan@nita europea. Inizialmente gli Eurocodici sono
stati pubblicati in forma provvisoria (ENV) e si rsp affiancati alle normative nazionali,
interrompendo, con la loro comparsa, il periodiggiarnamento di queste ultime. Attualmente e in
fase di svolgimento il processo di trasformaziomelocumenti definitivi, che hanno sostituito , o
dovrebbero sostituire, le normative nazionali.

Gli Eurocodici sono nove, tutti individuati nellard forma definitiva, dalla sigla EN seguita
da quattro cifre: le prime tre (199) uguali petifd la quarta costituita dal numero dell’Euroasdi

Nella tabella seguente (tab. 1.3) sono riportatetlsstazioni di tutte le norme:

EN 1991: Eurocodice 1. Basi di calcolo ed azioiesstrutture.

EN 1992: Eurocodice 2. Progettazione delle stratimrcalcestruzzo.

EN 1993: Eurocodice 3. Progettazione delle stratimracciaio.

EN 1994: Eurocodice 4. Progettazione delle strattiste acciaio-calcestruzzo.

EN 1995: Eurocodice 5. Progettazione delle stratimiegno.

EN 1996: Eurocodice 6. Progettazione delle strattamuratura.

EN 1997: Eurocodice 7. Progettazione geotecnica.

EN 1998: Eurocodice 8. Indicazioni progettuali [zeresistenza sismica delle struttuye.

EN 1999: Eurocodice 9. Progettazione delle stratimralluminio.
(tab. 1.3: Eurocodici Strutturali)

Molte norme di supporto, compresi gli Eurocodicedttribuiscono valori per le azioni da
considerare, non sono state disponibili per il gewiin cui sono state pubblicate le corrispondenti
versioni sperimentali. Quindi & stata data la poksi ad ogni Pese membro di emanare un

Documento di Applicazione Nazionale (DAN) che hanfto i valori definitivi per gli elementi di
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sicurezza fa riferimento alle norme di supporto patibili e rappresenta una guida a livello

nazionale per I'applicazione della norma emandiizefio europeo.

1.8.1 Eurocodice 3 (UNI 1993 -1-1-2005 EEN): Prme definizioni

Tale norma riporta testualmente:

“Una struttura deve essere progettata e costmitaado tale che: con una probabilita accettabile
essa rimarra idonea all’'uso al quale e destinatanio conto della sua durata prevista e del suo
costo; essa sopportera, con un adeguato graddidktifita, tutte le azioni e tutti gli effetti che
hanno probabilita di intervenire durante I'esecoei@ I'esercizio ed avra una durata adeguata in
relazione ai costi di manutenzione.”

Viene adottato il metodo degli stati limite ch@nostante sia da anni una teoria piu che
consolidata, non & ancora largamente utilizzatdgereno in Italia.

Gli stati limite sono stati oltre i quali la sttuta non soddisfa piu i requisiti richiesti a
progetto. Si distinguono in: stati limite ultimisgati limite di servizio. | primi sono associatinco
collasso o con altre forme di cedimenti struttufaiggiungimento di condizioni estreme per la
capacita portante):

» perdita di equilibrio della struttura o di una aate;

» collasso per eccessiva deformazione o rottura cemd@ndo anche i supporti e le

fondazioni.

Gli stati limite di servizio corrispondono agli staltre i quali i criteri di servizio specificafion
sono piu soddisfatti (raggiungimento di condiziesireme per I'impiego e la durata):

» deformazioni e spostamenti che compromettono l#s@steriore della struttura,

» degradazione e corrosione,

» vibrazioni eccessive.
La differenza sostanziale rispetto al metodo dédlesioni ammissibili € la valutazione delle
combinazioni di carico da considerare che nel netbegli stati limite € sviluppata in modo piu
accurato e meno conservativo.

Le azioni su una struttura possono essere una fapplicata (azione diretta), oppure una
deformazione imposta (azione indiretta). Le normgopee le classificano secondo la loro
variazione nel tempo:

» azioni permanenti (G), per esempio il peso progetle strutture, impianti ausiliari e fissi,
deformazioni imposte a progetto, cedimenti dei @inc
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» azioni variabili (Q), per esempio carichi di veretoeve;

» azioni accidentali (A) per esempio esplosioni & urt

Per le azioni permanenti i valori caratteristickY&ono dati dalle norme oppure dal cliente o dal
progettista.

La tipica azione variabile & data dal valore deradtico (Q) ottenuto dalla distribuzione
delle intensita massime avente una probabilitandefidi non essere raggiunto durante un certo
periodo di riferimento: esso e quindi il frattilé ordine p della distribuzione di massimi valori
assunti dal carico nel periodo di riferimento. Lrak@bilitap pud assumere valori diversi a seconda
dell'azione in esame e dello stato limite nei confconti si esegue la verifica (ultimo o di
esercizio). Le normative definiscono le combinakmincarico da considerare per i vari stati limite
ed i relativi coefficienti moltiplicativi. | valoricaratteristici delle azioni permanenti da assumers
corrispondono in genere al frattile 95% (p=0,9%y.(fL.17) della distribuzione dei massimi nel
periodo di riferimento assunto per la strutturacéitico sara minore nel 95% dei casi). Tali valori

sono in genere forniti nei prospetti delle normatree alle diverse costruzioni.

densita di probabilita

Area sottesa dalla
curva; 100%

Area:95%

0 1= 2| 3
carico [kN m?] G

(fig. 1.17: curva di probabilita per il carico permente)
Gli altri valori caratteristici delle azioni varidibsono correlati al valore rappresentativo prpale
(Qx) attraverso un fattorg; specificati nelle norme o dal cliente.
Per le azioni accidentali il valore caratteristi¢dy) corrisponde generalmente ad un valore
specificato.
Si definisce inoltre il valore caratteristico detensione di rottura e di snervamento come frattile
5% della distribuzione delle resistenze (la resistesara minore solo nel 5% dei casi) (fig. 1.18):
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densita di probabilita

Area sottesa dalla
curva: 100%

Area: 5%

0 4 8 12 16 20 24| 28 32 36 40
resistenza [MPa] £
k

(fig. 1.18: curva di probabilita per la resistendal materiale)

Il valore di progetto di una azione [E espresso in termini generali come (dove i coeffti
gamma sono i cosiddetti fattori parziali di sicie@z vengono indicati di volta in volta):
Fa =V DRy

Cioe in particolare:

Gy = )5 G,
Qs = Vo @, oppure Q, =y, W, @,
A, =y A

Cosi facendo nel caso per esempio di situaziopiatietto persistenti e transitorie, per esprimkere i

valore globale delle azioni si usa la seguente:

Fy = ZyG,ij,j +01Qu +ZVQ,i¢/iQk,i
1

i>1
Per situazioni invece di progetto accidentali si inwece:

Fq =ZyGA,ij,j + A T Y1,Q,, +ZwiQk,i
j

i>1
dove:
Gyj sono i valori caratteristici delle azioni permatnen
Qc1 €l valore caratteristico di una delle azioniiahii,
Qi sono i valori caratteristici delle altre azionradili,
Ad e il valore di progetto dell’azione accidentale,
vej  sono i coefficienti parziali di sicurezza per iami permanenti,
Yeaj COmMeyg;j, ma per le situazioni accidentali di progetto,
vo,;  coefficienti parziali di sicurezza per le azioarabili,

Vi coefficienti di correlazione tra le azioni varilefiniti sopra.
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In generale, da tale combinazione si ricava laioees massima agente sulla struttura e la si
confronta con la resistenza di calcolo data da:
—_
Ywm

Ove R ¢ la resistenza a snervamento del materigle @il coefficiente parziale di sicurezza per la
resistenza. A tali coefficienti parziali sono stassegnati valori indicativi nell’eurocodice,
prevedendo che le autorita di ciascun paese spleiciéi i valori definitivi per le applicazioni
nazionali come si vedra meglio in seguito.

Questo breve resoconto si riferisce agli statitenuiltimi: per quelli di esercizio la sequenza
logica e analoga e non viene riportata.

Questa determinazione di carichi € valida in galeenel paragrafi seguenti si esporranno le
precisazioni relativi ai carichi sulle saldaturd. fihi del presente eurocodice le saldature devono
generalmente essere classificate come: saldatosdani d’angolo e saldature di testa: le saldature

di testa possono essere a penetrazione complgbemetrazione parziale.

1.8.2 Norma UNI 10011/88

I Documento di Applicazione Nazionale & dato d&l B/1/96 ed accoglie anche i dettami
della norma UNI 10011/88. Tale documento di appimae nazionale impone le prescrizioni
sostitutive integrative o soppressive che devorseresseguite nell'uso dell’Eurocodice 3; una sua
rapida analisi consente di capire lo sforzo conmpinella definizione delle classificazioni dei
materiali per le costruzioni in acciaio, i metodialcolo e di prova per ottenere la necessaria
standardizzazione, una corretta redazione del fmgena buona esecuzione e manutenzione
dell’opera.

Esso prevede lI'impiego di acciai denominati Fe3e®430, Fe510. E’ tuttavia consentito
'impiego di acciai diversi da quelli previsti, afpo di garantire con 'adeguata documentazione
teorica e sperimentale una sicurezza non infedageella desunta da questa norma.

Per esempio per profilati barre e lamiere, la tab&l4 riassume alcune caratteristiche
richieste per questi acciai: ci sono i valori daksmsione di rottura indipendenti dallo spessore,
quelli della tensione di snervamento dove si impoagriduzioni (crescenti alllaumentare dello
spessore) rispetto al valore riportato (spessare & 16 mm), la resilienza a seconda del grado
dell'acciaio (B, C, D secondo UNI 7070) e I'allumganto minimo a rottura.

La scelta dell’acciaio tiene conto della tempermi{iicv) alla quale il fornitore garantisce un

valore convenzionale di energia spesa per la eottiél provino: tale norma raccomanda che la
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temperatura minima di esercizio di una strutturglega sia superiore a quella (Tcv) alla quale
vengono garantiti dal fornitore dell’acciaio 27ikdergia assorbita durante la prova di resilienza.

Caratteristica del materiale Fe 360 Fe 430 Fe 510
carico di rottura a trazione >340 >410 >490
<470 <560 <630
carico di snervamento >235 >275 >355
B +20°C >27 >27 >27
Resilienza KV (J) coe =27 =27 =27
D -20°C >27 >27 >27
DD -20°C - - >40
Allungamento % a rottura per lamiere >24 >20 >20
per barre, laminati, profilati larghi piat1i >26 >22 >22

(tab. 1.4: caratteristiche degli acciai laminati)

Per giunti testa a testa, a croce od a T, a complenetrazione, si distinguono due classi.
Quelli di prima classe sono realizzati con procesitn qualificati di saldatura che danno
caratteristiche meccaniche di elevata qualitaakzzati con eliminazione di ogni difetto.

| giunti di seconda classe sono quelli che devasemre eseguiti con gli stessi procedimenti
che danno pero luogo a caratteristiche meccanidbaari.

| giunti con cordoni d’angolo devono essere comsiilecome appartenenti ad un’unica
classe caratterizzata da una ragionevole assermifiti interni.

Queste sommarie affermazioni sono state mutuateedta ufficiale della norma italiana: si
deduce lo spirito fondamentale della norma osslasgiia una grande discrezionalita di giudizio e
responsabilita al progettista per quanto riguaedadelta del tipo di acciaio, si chiede la verifica
della posizione della temperatura di esercizioetigpa quella di transizione della tenacita, sidie
conto dell’effetto dello spessore, della forma,l'detita e del tipo di sollecitazione, al fine di
indirizzare la scelta.

La norma italiana accoglie il metodo probabilist@dwe € stato descritto per 'Eurocodice 3
con le opportune specificazioni dei coefficientirpali di sicurezza e con i valori limite della
resistenza di progetto, tuttavia trova posto netiema anche il metodo delle tensioni ammissibili.
In questo caso si fa riferimento ai valori ammigsida,gm € Tagm della resistenza. Per esempio per gli
acciai laminati si assumono per la resistenza dggto (R) e la tensione ammissibile i valori

riportati nelle tabelle 1.5 e 1.6.
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Stato limite
materiale Rq (N/mn)
t<40 mm t>40 mm
Fe 360 235 210
Fe 430 275 250
Fe 510 355 315
t = spessore in mm

(tab. 1.5: stati limite per gli acciai laminati)

Tensione ammissibile
materiale Gadm (N/mnT)
t<40 mm t>40 mm
Fe 360 160 140
Fe 430 190 170
Fe 510 240 210
t = spessore in mm

(tab. 1.6: tensioni ammissibili per gli acciai lamaiti)

1.9 CALCOLO STATICO DEI GIUNTI TESTA A TESTA

Nella normativa si accetta di assumere una distiime semplificata dei carichi nelle
saldature. Inoltre nella verifica della resisteriauna saldatura non occorre tenere conto delle
tensioni residue (varie prove hanno dimostratoguneste non influenzano la resistenza globale del
giunto). Si prescrive che le saldature debbanoressalcolate per assicurare almeno la stessa

resistenza di progetto della piu debole tra lei paitegate.

Il regolamento italiano sulle strutture di carper@ metallica (CNR UNI 10011/88)
considera la sezione longitudinale cosezione resistentalella saldatura: ai fini del calcolo essa
ha come lunghezza quella intera della saldaturareeclarghezza il minore dei due spessori
collegati per i giunti testa a testa e lo spessi@léelemento a completa penetrazione nel caso di

giunti a T che sono assimilati ai primi insiemeyainti a croce (fig. 1.19).
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(fig. 1.19: definizione delle tensioni sul cordone)

La tensione ideale calcolata secondo la formulaeseg deve risultare minore o uguale ai limiti

riportati nella tabella 1.7 rispettivamente peniétodo agli stati limite e per il metodo delle tens

ammissibili.
Stato limite Tensione ammissibile
Giunto Cig < Giunto Gig<
| classe R | classe Gadm
Il classe 0,85 R Il classe 0,8%dm
R4 resistenza di progetto del materiale base o4 tensione ammissibile del materiale bage

(tab. 1.7: valori di tensione limite ed ammissilpiéir i giunti testa a testa)

g, :\/Ji +0)-0,0,+31)

dove:

oL ¢ latensione ditrazione o compressione normkdesa@zione longitudinale della saldatura;
O| e latensione ditrazione o compressione paradiéisse della saldatura;

T e la tensione tangenziale nella sezione longialdidella saldatura.

Per le saldature testa a testa a completa peiwgteal’eurocodice 3 prevede una resistenza
di progetto da prendersi uguale a quella dellaeppiti debole tra quelle unite. La resistenza di
progetto viene valutata a partire dalla resisteazanervamento ridotta tramite il coefficiente

correttivoyuw pari a 1,25; la procedura di calcolo & quellaavistparagrafo 1.8.1 relativa la caso

generale. Anche in questo caso vengono contemmasi di giunto di testa a parziale penetrazione
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di giunto di testa a T (nella determinazione dé®#zza di gola): ma non si ritiene necessario
esporre tale digressione.

1.10 CALCOLO STATICO DEI GIUNTI A CORDONI D’A NGOLO

Il regolamento nazionale italiano (tabella UNI 1@) considera come sezione di calcolo
guella di gola ribaltata su un lato del cordone éehsioni agenti su di essa vengono scomposte in
tensioni normali e tangenziali. L'uso di questariate semplifica i calcoli, ma poiché consente una
scelta arbitraria della orientazione della sezioesistente rispetto alle forze applicate, rende
discutibile la definizione del tipo di tensione chgisce sulla sezione; con questi metodi viene
definita univocamente soltanto il valore della tens ideale, frutto della combinazione delle vere
componenti. Il fatto di scegliere di utilizzaremletodo del ribaltamento della sezione da partadell
maggioranza dei paesi € stato dettato dalla semdpticcalcolo e dall'incertezza che accompagna la
gualita di un cordone d’angolo. Infatti un giunte@done d’angolo e controllabile con accuratezza
solo in superficie, ove risultano efficaci il camito visivo, magnetoscopico e con liquidi penetrant

La presenza di difetti interni anche gravi che cighwo la sezione resistente non sempre e rilevabile.

X

-

0
°

(fig. 1.20: altezza di gola del cordone d’angolo)
Si considera quindi ai fini del calcolo come seriaesistente la sezione di gola avente come
lunghezza L quella intera del cordone e come lazgna I'altezza del triangolo inscritto nella
sezione trasversale del cordone (fig. 1.20).
La seguente definizione considéeatensioni riferite alla sezione di gola ribaltasal piano

di uno dei lati del cordone (fig. 1.21):
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6L ¢ latensione normale di trazione o di compregsare agisce in direzione perpendicolare al
piano che contiene un lato del cordone e che Btéfall'area della sezione di gola ribaltata selqu
piano;

TL e la tensione tangenziale di taglio che agiscealirezione perpendicolare all’asse del

cordone, giacente su di un piano che contiene tandal cordone, e che é riferita all'area della

sezione di gola ribaltata su quel piano;
T| e la tensione tangenziale di taglio che agiscediiezione parallela allasse del cordone,

giacente su di un piano che contiene un lato delas® e che é riferita all’area della sezione diago
ribaltata su quel piano.

N Q\«g
SN N
.\\\,\\ 2 ®

(fig. 1.21: tensioni riferite alla sezione di gaihaltata)

Anche per i cordoni d’angolo si adotta I'ipotesig#ificativa di considerare le tensioni
uniformemente distribuite nell’altezza della seeai gola (anche se in realta non e cosi). Tale
assunzione e dettata da ragioni di semplicita alebto ed e giustificata dal fatto che, in segaita
plasticizzazione del materiale, le punte di tensidiminuiscono e la loro disuniformita si attenua.
Questo equivale a fare assegnamento su una @uttéit materiale che venga saggiata mediante
opportune prove di omologazione del materiale ddafape di certificazione della procedura della
saldatura. Le normative italiane prevedono cheansdina fusa, nella zona termicamente alterata e
nel materiale base vengano mantenuti valori dizhaesufficientemente bassi agendo sui materiali
base e sulle tecniche di saldatura: 35G4Pér la UNI 10011 e 380 Hy per I'eurocodice 3.

Nel caso della UNI 10011, quando siano preserte te tre le componenti di tensione

devono essere verificate le seguenti limitazioni:

j 0,85 R per l'acciaio Fe 360
T2+ o2+ 72 <

L i TS L 0.70 Rd per l'acciaio Fe 430 ed Fe 510 [1]
j Ry per l'acciaio Fe 360

|7+ ol < l o
0.85 Rd per l'acciaio Fe 430 ed Fe 510 [2]
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Nel caso in cui siano presenti le sole componentiedsionetL e GL e sufficiente verificare

I'espressione [2] e nel contempo accertare che sia:

j 0,85 Ry per l'acciaio Fe 360

T <

T

| L| h L 0,70 Rd per l'acciaio Fe 430 ed Fe 510

j 0,85 Ry per l'acciaio Fe 360

o] < _
L 0,70 Ry per l'acciaio Fe 430 ed Fe 510

Nel caso in cui siano presenti le sole componertnksionet. e T| oppureCL e T| e sufficiente

verificare I'espressione [1]. Ove sia presente sat@a delle tre componenti di tensione basta
ovviamente verificare che sia:

j 0,85 Ry perl'acciaio Fe 360

T 7| <
Tl ol, 17l < | 0,70 Ry per l'acciaio Fe 430 ed Fe 510

Queste relazioni sono da verificare nel caso dagti limite; nel caso delle tensioni ammissibd#i |

relazioni sono in tutto analoghe a patto di so$tity CONcagm

L’Eurocodice 3 propone due metodi per la verificallal resistenza di una saldatura a
cordoni d’angolo: sia il metodo direzionale simng¢todo semplificato.

Nel primo metodo, le forze trasmesse dall’'unitdudighezza del cordone sono decomposte
nelle componenti parallela e trasversa all'assgitadinale della saldatura, e normale e trasvdrsa a

piano della gola nella sua vera posizione (fig2).2

(fig. 1.22: tensioni interne al cordone secondodaadice 3)

Dunque gli assi cartesiani sono solidali con lamez resistente disposta in corrispondenza della
sezione di gola; il significato delle tensioni eabrgo a quello delle tensioni nella sezione di gola
ribaltata su un lato del cordone visto in precedesalo che ora le tensioni sono valutate sulla
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sezione dove effettivamente agiscono; la tensiope(che agisce parallelamente all'asse del

cordone sulla sua sezione trasversale) non viemaderata nella verifica della saldatura.

La resistenza di progetto del cordone d’angolo samdsiderata sufficiente se le seguenti due

relazioni saranno soddisfatte:

dove f, € la resistenza nominale a trazione di rotturbaiieinento piu debole della giunziondg é
'appropriato fattore di correlazione che é talella funzione del tipo di acciaigu, € il fattore
parziale di sicurezza che I'eurocodice consigliaadigliere apri a 1,25.

Nel secondo metodo, cioe quello semplificato, émifica di sicurezza di una saldatura
d’angolo puo essere considerata adeguata se, irpogto della sua lunghezza, la risultante di tutte
le forze per unita di lunghezza trasmesse dallaasala non supera la sua resistenza di

progetto:Fy ra .
Indipendentemente dall’'orientamento della saldatdea resistenza di progetto per unita di

IunghezzaFW,Rd deve essere determinata dall’equazione:
I:W,Rd - 1:vw.da'

dove fw.q4 € la resistenza di progetto a taglio della saldaggla € I'altezza di gola. La resistenza di

progettof .4 deve essere determinata dall’equazione:

_ f,/4/3

fvw.d -
ﬁwyMW

dovef, e la resistenza nominale a rottura per traziotie#nento piti debole costituente il giunto
e b,, & 'opportuno coefficiente di correlazione. Tateefficiente viene scelto in base alla seguente

tabella 1.8:
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tipo di acciaio (EN 10025

Resistenza a rotturatpione f,)

Coefficiente di correlazione,,

Fe 360 360 N/mf 0.8
Fe 430 430 N/mfn 0.85
Fe 510 510 N/mf 0.9

(tab. 1.8: coefficienti di correlazione per le satdre d’angolo)

Gli argomenti riportati in questo primo capitolgopaiesentano solo una rapida digressione
sulla saldatura propedeutica all’'argomento veroopnio del presente lavoro che é la simulazione
della saldatura mediante il metodo degli elemantiif Il capitolo seguente vertera su una rapida
disamina delle problematiche e delle strategie tatbotfino ad oggi necessarie per realizzare
adeguatamente i modelli matematici. Il successauitolo terzo rendera conto dei passi compiuti
per lo sviluppo dei modelli di saldatura elabonatoprio per questo lavoro di tesi; e l'ultimo

capitolo riguardera l'esposizione dei risultati $mentali ottenuti ed il confronto con i

corrispondenti risultati numerici.
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CAPITOLO 2
LA SIMULAZIONE DEL PROCESSO DI SALDATURA:
ASPETTI TEORICI E TECNICHE ADOTTATE

2.1 RAGIONI A SOSTEGNO DELLA MODELLAZIONE

Il processo di saldatura riveste un ruolo fondamdennella produzione industriale,
specialmente per quanto riguarda l'industria autaoifisdica, marittima ed aerospaziale. Alcuni
aspetti fondamentali del processo di saldatura qoenesempio:

» la determinazione della sequenza ottimale dellegias

* la scelta ed il posizionamento dei dispositivi gicolo,

» i problemi relativi al’espansione termica, al resgimento,

* | problemi relativi alle trasformazioni microstrutali ed allo sviluppo di tensioni e

distorsioni residue,

per poter essere valutati al meglio &€ conveniehte siano analizzati per mezzo delle tecniche
“computer-aided” sia perché sono in grado di fanirdicazioni valide per le tematiche ricordate
sopra, sia perché possono prospettare ipotesilaizisne (almeno per quanto riguarda I'ordine di
grandezza) in tempi contenuti. Data la loro gramtiléa ed affidabilita, queste tecniche “computer-
aided” di modellazione matematica sono utilizzaseirs sede di progettazione che di verifica dato
che tutti i fattori elencati devono essere necémsemte controllati; questa necessita di controllo
viene richiesta sia per aumentare la produttivitéa dlessibilita degli impianti (le stazioni di
saldatura completamente automatizzate sono assaunconell’industria) sia per la corretta
esecuzione e per la durata dell’esercizio dellazjane.

Tra quelli elencati, il fattore piu importante dtrontare nella pianificazione di operazioni
di saldatura consiste nella previsione delle dsstori subite dagli elementi saldati, che € molto
ragguardevole poiché influenza direttamente glii altoe la scelta della corretta sequenza di
esecuzione dei giunti, la scelta dei parametrirdc@sso (tensione, corrente, velocita della torcia,
velocita di alimentazione del filo, quantita e mitdadi erogazione del gas di protezione, ecc.),
delle condizioni di vincolo, delle caratteristicgeometriche del prodotto (dimensioni, materiale,
preparazione della zona di saldatura), dei tratteintermici preliminari o successivi, ecc. Oltréeal

distorsioni, le tensioni residue possono esseré glevanti da influenzare il comportamento
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meccanico del componente saldato, ed in particddaresistenza a fatica, a frattura, alla corrasion
sotto sforzo e la stabilitd globale. Con il ricomiocodici numerici agli elementi finiti si tenta d
simulare lintero processo di saldatura considevagtl effetti che intervengono nel fenomeno
(trasformazioni di fase, comportamento elastico lastwo del materiale, proprieta fisiche e
meccaniche dipendenti dalla temperatura e dalle, faseep, ecc.). Tuttavia lo sviluppo di un
sistema computer-aided, che possa essere di sappbriprogettista nella previsione delle
deformazioni delle strutture sottoposte a procdissaldatura, rappresenta una sfida difficile aseau
della elevata complessita dei fenomeni fisici cheesificano in prossimita del cordone. Infatti per
costruire un modello completo di un generico preoedi saldatura il sistema dovrebbe tenere in
considerazione un numero molto elevato di fenonai@ragenti che sono spesso sconosciuti 0
comunque non quantificabili con una sufficienteuratezza.

Viste le difficolta descritte sopra, I'analisi tekensioni residue viene condotta, tra l'altro,
attraverso la valutazione degitiherent strainse; che sono definiti come la combinazione delle
deformazioni dovute alla temperatura ed alla piestazione del materiale all'interno di un
generico elemento del modello. Gliherent strains; possono essere ottenuti in numerosi modi:
alcuni preferiscono determinarli utilizzando metadli calcolo iterativi che forniscono valori
ottimizzati; altri adottano un metodo simile ricada ¢; in funzione dei valori standard che sono
ottenuti usando appositi provini, aventi caratterie geometriche uguali agli oggetti in esame e
saldati allo stesso modo. Questo metodo saraaiteente spiegato in seguito.

E owvio che questi sistemi semi empirici tendonosemplificare il problema della
valutazione delle distorsioni e delle tensionidesi nelle strutture saldate, ma sono comunque utili
poiché danno la possibilita di stimare il comportao di strutture anche di grandi dimensioni in
tempi ragionevoli. Inoltre I'uso di modelli matenttsemplificati anche se non sono in grado di
prevedere fenomeni complessi rappresentano comurenei parametri principali del processo di
saldatura.

Esistono comunque in letteratura anche esempi diethha@ostruiti con grande accuratezza,
all'interno dei quali vengono prese in consideraeide interazioni di numerosi fenomeni fisici. In
alcuni casi vengono inclusi nel modello gli eletiirali saldatura, la trasmissione del calore ed il
cambio di fase nella zona termicamente alterataltincasi viene svolta una analisi termodinamica
completa con modelli 3D. Altri interessanti contribtrattano il problema della saldatura con piu

passate.
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2.2 PRINCIPI DI MODELLAZIONE DELLA SALDATURA

Numerosi modelli sono stati proposti e svilupphirante questi ultimi anni per analizzare la
saldatura dal punto di vista termico, strutturateetallurgico, geometrico, ecc. Da un lato si cerca
di semplificare i modelli introducendo delle apmiosazioni che permettano di ridurre gli elevati
tempi di calcolo e trascurare alcuni aspetti debfeeno che a seconda del problema in esame non
si reputano fondamentali (non linearita geometricghBuenza del bagno di fusione, calore perso
per irraggiamento, ecc.), dall’altro lato, per aare ad una formulazione compiuta del problema e
per attribuire la maggior generalita possibile adello messo a punto, si sente I'esigenza di tenere
conto del piu ampio numero di parametri possibMduppando modelli di calcolo 3D che
considerino per esempio anche il cambiamento @i éggpure l'interazione tra tutta la struttura e la
zona di fusione. Vari tentativi sono stati compipér arrivare ad una modellazione che fosse in
grado di prevedere I'andamento del maggior numessipile di parametri di saldatura, sempre
nell’obiettivo tipico dell'analisi numerica non gidi individuare il valore di tali parametri con
precisione, bensi di prevedere un idoneo intervelboe essi stessi si vanno a collocare. Le
pubblicazioni che presentano simulazioni agli eletiniéniti sugli effetti meccanici della saldatura
sono apparsi nei primi anni Settanta e correnteenkEnsimulazioni sono usate per applicazioni
dove gli aspetti di sicurezza sono molto importaotine installazioni spaziali o nucleari o quando
ci si aspetta un ampio beneficio economico. Ci spabanche altre pubblicazioni che trattano
I'analisi di cricche a caldo, meccanica della fredt fatica, ecc.

E’ importante osservare che le incertezze sultgpneta del materiale o I'energia netta
immessa nel bagno di fusione possono fare il sgocgslla simulazione in larga misura dipendente

dai risultati sperimentali.

o

FLUSSO DI CALORE DEFORMAZIONE

MICROSTRUTTURA

(fig. 2.1: diversi campi di analisi)
Il processo di saldatura implica molti fenomeni endipendenti: per esempio |l
comportamento del materiale dovuto ai cambiamentrastrutturali dipende dalla storia di
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temperatura e di deformazione. Cio significa cteddpna considerare I'evoluzione microstrutturale
nella modellazione del comportamento del materilafssibili legami sono mostrati nella figura
2.1 e spiegati nella tabella 2.1.

Legame Commento
L'espansione termica dipende dalla microstruttielndateriale
1 Il volume cambia a causa dei cambiamenti di fase
Il comportamento plastico del materiale dipendédadsttuttura cristallina
2 Il comportamento elastico del materiale dipenddéadsttuttura cristallina
La conducibilita termica ed il calore specifico elifgono dalla struttura cristallina
3 Il calore latente dipende dai cambiamenti di fase
Le deformazioni cambiano le condizioni al contoteoniche
4 Il calore & dovuto alla dissipazione plastica
5 L’evoluzione della microstruttura dipende daélenperatura
6 L’evoluzione della microstruttura dipende dalfarmazione

(tab. 2.1: legami chimico-fisici dei fenomeni chesangono nella saldatura)

Nell’analisi termica si possono calcolare le diibai termiche e il cambiamento di volume
dovuto alle trasformazioni di fase. Tuttavia la miag parte delle analisi prendono in
considerazione solo I'espansione termica, ed e®ssolo pochi approcci che includono gli effetti
della microstruttura, cioe la dipendenza delle petp del materiale dalla storia del processo
termico data la difficolta di implementazione.

L’analisi termica e meccanica possono essere dsegumaniera “sfalsata” (staggered) o
contemporaneamente. L'approcataggerede il piu usato poiché permette di eseguire le due
analisi indipendentemente: si esegue dapprima li&an&rmica per ogni passo di integrazione,
avendo simulato la sorgente termica localizzataecaarico di volume dato agli elementi che
rappresentano il bagno di fusione, e si memorizaan@mperature cosi ottenute; poi si esegue
I'analisi meccanica prendendo come carico di voltatia la mappa termica ottenuta in precedenza
all'istante corrispondente per ottenere il campaefiormazione e di tensione. Eseguendo l'analisi
termica indipendentemente da quella meccanica,ugpae implicitamente che il campo di
temperatura ad un certo istante non dipenda daliazsone meccanica ad un istante precedente; cio
in generale non é vero poiché al variare delle ciglodi raffreddamento del metallo fuso, per
esempio, si possono avere strutture cristallinerdr con i loro propri parametri termici (calore
specifico, densita e conducibilita) e che influmansulla storia seguente della saldatura; quindi, a

rigore, le proprieta termiche da attribuire al male ad un certo istante dell’analisi termica

52



possono essere conosciute solo se si e gia esd@migdisi meccanica fino a quell’istante che
permette di conoscere il tipo di fase che si é teauformare. L'approccio corretto sarebbe quello
di risolvere temperatura e spostamenti simultanetéenelTale modo di procedere impone di
comunicare ad ogni passo di soluzione le temperatalr modello termico a quello meccanico per
mezzo di files con la necessaria uscita dal sayteerittura sul disco fisso e richiamo del modello
meccanico. In effetti nel calcolo numerico dell&ddatura si adottano certe semplificazione e molti
di questi legami sono ignorati basandosi sul fatte sono legami deboli. Ignorando la fisica del
bagno di fusione, tutti i legami tra il flusso flia ed il bagno di fusione vengono trascurati: estpue
non ha effetti significativi sulla saldatura. Aktesso modo altri legami deboli come la dipendenza
della tensione dalla microstruttura e la dipendateda deformazione dalle proprieta termiche sono
spesso ignorati. Poiché I'effetto della deformaeisnl flusso di calore viene ignorato, il fenomeno
termo-meccanico totalmente accoppiato puo esseirgodielle due analisi separate che sono state

menzionate sopra.

2.2.1 Considerazioni sui modelli piani

I primi modelli sono stati tuttavia modelli piarlie tensioni residue longitudinali erano
calcolate come se appartenessero ad una serigisgiesparallele e piane. Cioé la sezione retta
perpendicolare alla direzione di saldatura era izweth tramite modelli che ipotizzavano
implicitamente uno stato di deformazione piana.(22), e veniva trascurato anche il calore
trasmesso nella direzione di saldatura come purespgistamenti nella direzione longitudinale.
Nello stato di deformazione piana si assume ché gqugmtita rimanga costante lungo lo spessore e

lo stress normale al piano sia nullo.

Sezione retta analizzata.
Stato di deformazione piano

(fig. 2.2: ipotesi di stato di deformazione piana)
In questa ipotesi la saldatura e divisa in sottitisce perpendicolari al moto della sorgente e si

assume che queste strisce non interagiscano &ltral’ Mentre il flusso di calore longitudinale non
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e mai elevato, le interazioni di tensione longihadi possono essere ampie. Le misurazioni
sperimentali durante la saldatura hanno mostratmpispostamenti longitudinali nella direzione di
saldatura prima del passaggio della sorgente etapesti indietro un po’ piu ampi dopo che e
passata. Inoltre la condizione di deformazione gienplica che la tensione residua longitudinale
dopo il raffreddamento non é nulla. La troppo sfeinte condizione di vincolo longitudinale puo
essere alleviata usando una condizione di defoonazpiana generalizzata. L’accordo tra questo
ultimo caso e il modello tridimensionale puo essacdto buono nel caso di strutture del tipo delle
travi. Sono stati sviluppati anche modelli bidimensli con stato di tensione piano per simulare
per esempio le piastre sottili. In questo casgrsoia la tensione lungo lo spessore e si assume che
la deformazione sia nel piano della piastra. Leusaioni con modelli bidimensionali ancora sono
presenti nelle varie pubblicazioni. Cio e dovutdatio che in parte danno utili risultati ed inelte
simulazioni 3D hanno bisogno di grandi potenzeatit@o.

I modelli bidimensionali permettono di ottenerguitati senz’altro apprezzabili. Comunque,
sono da ricordare altri effetti di tali assunzisulle deformazioni. Per esempio un modello
assialsimmetrico di un tubo con saldatura di urraatara corrisponde ad una saldatura che avviene
lungo tutta la circonferenza in un solo istanted Gmporta deformazioni maggiori nella direzione
assiale di quelle realmente causate da una sorgeoide di calore dove le zone piu fredde di
fronte e dietro I'arco sopportano questa deformazioneglio della regione vicina all’arco. |
modello assailsimmetrico avra l'intera circonferara alta temperatura per un breve periodo e si

avranno deformazioni assiali maggiori di quelldirea
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2.3 FONDAMENTI TERMO-MECCANICI DELLA MODELLAZION E DELLA
SALDATURA

Il metodo agli elementi finiti € uno dei piu aceditted ampiamente usati strumenti per la
soluzione di equazioni differenziali a derivate zpali che si ottengono quando si modellano vari
fenomeni fisici e vari processi. Tale metodo eratcstoriginariamente sviluppato per l'analisi
strutturale ma ora e applicabile in tutti i campilthgegneria e delle scienze applicate come la
trasmissione di calore, la dinamica dei fluidiyilerazioni, I'elettromagnetismo.

La modellazione della deposizione di materiale anedbldatura € un fenomeno termo-
meccanico accoppiato ed ampiamente non linearesdrgente di calore mobile produce uno
sviluppo di calore localizzato ed elevati gradietgimici. La distribuzione di temperatura non
uniforme determina distorsioni e tensioni termiche.

Per la formulazione del modello termico, 'equazdali base utilizzata € il primo principio
della termodinamica che stabilisce la conservaztglBenergia: se applichiamo questo principio
ad un volume di controllo infinitesimalV, I'equazione della conduzione del calore é rapprega
da:

) oT (Xa); Z, r)

Oveq ¢ il flusso di calore (per unita di area) chedba attraverso la superficie del voluni¢ e

p(T) (T =00 +d(x y,27) (2.1)

CI(X, Y, 4, T) ¢ il calore generato per unita di volume(l tempo).
L’equazione costitutiva che collega il flusso diara alla distribuzione di temperatura € la famosa

legge di Fourier sulla conduzione termica:

G=-K(T)DMT(x,y,2,7) 2.2)

Sostituendo la (2.2) nella (2.1) si ottiene:

,o(T)IIt(T)aT (Xai 2,7) +KT)o2T(x,y,z,7)=¢q(x y,z7) (2.3)

Applicando il secondo principio della dinamicastamma di tutte le forze e momenti che agiscono
sul corpo deve essere zero; matematicamente gsiestove comef(sono le forze di volume):

> =———*+fi (i=1,23) (2.4)
ot o axj 1 & :

La relazione tensione deformazione scritta in termaélle costanti di Lame e data da:
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E la relazione spostamento-deformazione € data da:

E :l ai+ai
Y2l 0x;  ox (2.6)

Sostituendo la (2.5) e la (2.6) nella (2.4) e séimphdo si ottiene:

0%u; _ 0&y 2 o1
o atzl _(“ﬂ)WWD u; - (31 +2u) @ Foall 2.7)

oT
Il termine (3)| + 2;1)0(%} nell'equazione (2.7) fornisce il legame tra la 2&2la (2.7). le

|
temperature sono calcolate dall’equazione (2.2)okeagpplicate come “body load” mediante il
suddetto termine nella (2.7). Gli spostamenti @adtolati sono usati per ottenere le tensioni e le

deformazioni usando le equazioni (2.5) e (2.6)atspamente.

Per arrivare alla formulazione idonea per gli edatnfiniti, occorre riscrivere la (2.1) in

forma esplicita per un materiale isotropo:

0T _ 0 (0T ), (3T} 0/ aT)
'Ocﬁ_ax(K6x]+ay(KayJ+az[Kazj+q (2.8)
cioé in notazione matriciale:
oT .
pCE={L}T([D]E{L}U)+q (2.9)
dove:
. K 0 0
L = 0 0 0 D=|0 K 0
ox 0y 0z 0 0 K

L € il vettore gradiente e D e la matrice di rigide.
Adoperando le condizioni al contorno convettive lssusuperficie che racchiude il volume

infinitesimodV si ottiene (F € la temperatura al contorno):

[Q]T’7 =h (T, - T) (2.10)
doven € un versore perpendicolare alla superficie.

L’equazione differenziale (2.9) é integrata suduitizolume di controllo usando le condizioni al
contorno date dalla (2.10) e moltiplicando ambaembri per I'incremento virtual&T:
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j(arpc ‘Z—wa j(Jr{L}T[D]{L}T Jav = [(oQ)av+ [f)‘rhf (T,-T)dA  (212)

\% \% \%

La temperatura per ogni elemento E e rappresetéata

T=[NT 1.} e T'=%T=[N]T -} (2.12)

dove {Tg} € il vettore delle temperature nodali e [N] &dlttore delle funzioni di forma

dell’elemento; inoltre:
6 = [L]nT 213)
e la matrice delle derivate delle funzioni di forma

Tenendo conto del fatto che:
- T
or ={are}'[N]
e che{TE } , {TE} e {5TE} sono quantita nodali e quindi non variano all'intedell’elemento e

possono essere rimosse dall’integrale, sostituenéd?2 e la 2.13 nella 2.11, si ottiene:

pi (CININT {re v+ J (57 ]ddp] el dreHav =] [NJQdv+ [N, (T ~[N] dTeHoa 2.24)

L’equazione 2.14 si puo scrivere in maniera congpatime

[l }+{K]drc} ={F} (2.15)

Avendo posto

[c]= /0_[ (C AN]ONT )dV la matrice del calore specifico
[K] :I([|3]T ¢D] ¢B])dV+_[hf ¢N] EEN]T dA la matrice della conducibilita termica

[FE] :J[N] KD@V"‘Ihf Ts I:[]\I]dﬁ la matrice della convezione e della generazione
v A

di calore

L’equazione 2.15 e relativa all’elemento con ilteet {Tgjche contiene le temperature nodali
incognite. Si ottiene un sistema di equazioni adéando le equazioni individuali per ogni
elemento. Il sistema di equazioni & poi risoltonggatecniche di soluzione appropriate come per

esempio il metodo di Newton-Raphson.
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Come abbiamo gia detto le temperature sono catcpkat la (2.2) e poi applicate come body loads
nella (2.7). La forma idonea per gli elementi fidi¢lla relazione (2.7) puo essere ricavata uséndo
principio dei lavori virtuali. Una trattazione angh (non riportata) a quella svolta sopra pernditte

arrivare ad una espressione del tipo:

[KE] [{]‘} _{Fltzh} :[ME]{E} (2.16)

dove
[Ke]= I[B]T [D]jB] cetv & la matrice di rigidezza dell’elemento
\%
{Féh} = HB]T [D] [ﬁfth} [V e il vettore dei carichi termici dell’elemento
v
[ME] :p[j[N]T[N] [av e la matrice di massa dell'elemento
\

il legame con il problema precedente & data"ta AT o(T), dove a partire dalle temperature note
dalla analisi precedente si ricava il vettore deiahi termici dell’elemento. Si risolve il sisterda
equazioni assemblando per tutti gli elementi leagguni del tipo (2.16) e una volta che sia stato
trovato il campo di spostamentu} si pud determinare il campo di deformazione tetdialla

relazione §}=[B] { u}; inoltre attraverso la matrice [D] si puo risa&ialle tensioni.

24  TECNICHE ADOTTATE NELLA MODELLAZIONE

Tra le varie strategie proposte nel corso di quetsini anni si ritiene opportuno concentrare
I'attenzione su alcune tecniche che hanno riscossggiore successo e che sono state riprese da piu
autori: nel menzionarle si coglie I'occasione pgidenziare in maniera quasi dettagliata l'iter
seguito dagli autori nella creazione del modelle gotesi fisiche che sono state considerate.

Un primo gruppo di simulazioni [23, 27, 28, 33, 98] ha riguardato I'analisi dell'influenza
delle saldature sulle ampie strutture. Espansienmita, mancanza delle tolleranze appropriate,
variazione del gioco tra i lembi da saldare, pasiei degli ancoraggi, possono tutti influire sulla
gualita della saldatura. Per comprendere l'intemazitra la zona locale di fusione e la struttura

circostante si sembra utile sottolineare in vidipri@are i seguenti fatti generali:
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* quando la struttura si raffredda dietro I'elettrocloe si sposta, il nuovo materiale che si
deposita unisce le due parti precedentemente indgrgi, cambiando dunque la risposta della
struttura alla seguente deposizione di altro maeerungo il percorso di saldatura. Questo
comportamento puo essere simulato correttamentensaediiante I'uso di modelli 3D.

» [l'effetto del riscaldamento e del raffreddamenttyistera struttura durante la saldatura puo
introdurre ampie deformazioni elastiche che norspns essere previste quando si esamina solo
la zona di fusione. Queste distorsioni sono forr@meipendenti dalla geometria della struttura
e influenzano pesantemente lo stato finale di digine e di tensione residuo sia nella zona di
saldatura che nel resto della struttura.

» Dato il potenzialmente ampio accoppiamento traaldagura e il resto della struttura, parti
della medesima possono subire grandi spostamefdtivie particolarmente durante |l
riscaldamento iniziale della prima passata. Gli issppstamenti sono un esempio dei particolari
problemi a cui si va incontro nell’analisi numeridalla saldatura in grandi strutture: queste
deformazioni possono essere abbastanza ampie didare il disaccoppiamento dell’analisi
termica e meccanica: poiché I'analisi termica kasatla configurazione indeformata originale

non e piu applicabile alla configurazione deformata

2.4.1 Tecnica “birth and death”

Tale tecnica si utilizza per simulare la saldaturdipendentemente dalla dimensionalita del
modello. La deposizione del materiale d’apportoadetlata con questa tecnica che é disponibile
ormai in quasi tutti i codici commerciali di calool

Cio significa che per ottenere un effetto di “elemdeath” il programma non rimuove nel
generico istante di calcolo gli elementi “killedhvece si opera una sorta di disattivazione di essi
moltiplicando la loro rigidezza (o conducibilitipmure altre analoghe quantita) per un fattore di
riduzione (per esempio 1.0E-6). | carichi assocafi elementi disattivati sono annullati e non
entrano nel vettore dei carichi. Allo stesso maganlassa, lo smorzamento, il calore specifico ed
altre quantita simili sono poste pari a zero péerimenti disattivati. La massa e I'energia degli
elementi disattivati non sono incluse nella somme#'idtero modello; la deformazione di un
elemento & posta pari a zero appena I'elementalledk Allo stesso modo, quando gli elementi
risultano “born” non sono attualmente aggiunti adallo, semplicemente sono riattivati. Quando
un elemento e riattivato la sua rigidezza, masaachd sull’elemento,ecc. ritornano ai loro pieni

valori originali.
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Nella fattispecie gli elementi del materiale sabdatono disattivati all'inizio del
riscaldamento e riattivati alla temperatura di dug del metallo e lasciati raffreddare dopo che
I'elettrodo passa su ciascun elemento di saldatiaggeometria della struttura saldata e modellata
in due parti: la zona locale di saldatura e il gedella struttura ( a volte denominata “campo
lontano” di temperatura).

Per quanto concerne il comportamento del matersal@odellano sia il metallo base che il
cordone depositato di saldatura come solidi contion proprieta dipendenti dalla temperatura. La
conducibilita termica, il calore specifico e il ¢heenti di scambio convettivo sono immessi in
funzione della temperatura, in genere non si caenaitb effetti dipendenti dalla velocita.

Il trasferimento di calore dall’elettrodo al metalbase € modellato con un flusso di calore
superficiale e/o volumetrico sugli elementi chepr@sentano il cordone. La potenza netta immessa
e dedotta a partire dalla potenza utilizzata €affilienza dell’arco. La distribuzione di potenga
generalmente assunta essere una curva Gaussiana.

Il rilascio o I'assorbimento di calore a cavalldldesolidificazione o della fusione e incluso
attraverso specifiche routines contenute in alcodici che tengono conto del calore latente (per es
ABAQUS) oppure dichiarando la funzione entalpia eosi vedra meglio in seguito (ad es.
ANSYS) oppure considerando un surplus di caloreifipe. A volte si riesce a considerare anche il
calore latente associato ai cambiamenti di faselesblido anche se siano molto piu piccoli di
guelli associati ai cambiamenti liquido-solido.

Le perdite di calore al contorno sono modellate Booonvezione e la radiazione. Per la
prima si segue la legge di Newton con il coeffitgedi scambio convettivo dato in funzione della
conducibilita termica e del numero di Nusselt. ldggiamento € modellato con la relazione usuale
di Boltzmann.

Per quanto riguarda I'analisi meccanica, il matereamodellato come elastico-plastico con
incrudimento isotropo. Le proprieta del materialasassunte essere dipendenti dalla temperatura e
includono il modulo di Young, lo snervamento, l'indimento e il coefficiente di espansione
termica. Si attribuiscono piccoli valori, ma finieil modulo di Young e alla tensione di snervamento
alle alte temperature per evitare difficolta di eergenza numerica.

La deposizione di materiale € modellata, come ® statto in precedenza, riattivando gli
elementi che sono stati disattivati all’inizio dafalisi. La procedura di attivazione nell’analisi
meccanica deforma gli elementi disattivati a partialla posizione originale se si abilitano le anpi
deformazioni per gli elementi: il che significa tagrare un campo di deformazione per gli elementi
riattivati dato dalla compatibilita con le partiiadenti della struttura che produce un debole stato

tensionale (dati i bassi valori di rigidezza alle aemperature); vedremo in seguito che cid nan pu
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essere eseguito per un fatto di conservazione delssa: quindi gli elementi vengono riattivati
secondo la configurazione indeformata e sono duraitinizio del rispettivo load stefstrain
free” [44, 48, 93,114, 118].

Gli effetti dipendenti dalla velocita in genere neono considerati in questa analisi poiché
pochi modelli costitutivi alle alte temperature sésho per i materiali interessati alla saldatura.
Sebbene gli esperimenti indichino che la pressa®iglasma sul metallo base influisca sulla forma
del bagno di fusione, in genere non si considetanalisi anche perché l'effetto della pressione
del plasma sulla deformazione dell'intera strutiraodesto.

Nella figura 2.3 si vede un esempio della disposiei degli elementi nel caso di una
semplice piastra con bordo preparato e gli eleméepiutati a rappresentare il cordone con la

tecnica sopradetta.

(fig.2.3: mesh di una piastra e del bagno di fusion
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2.4.2 Tecnica “element movement”

Uno sviluppo del procedimentairth and deathnato dall’esigenza di superare le difficolta
connesse con i tempi di calcolo e la tecnica delimento degli elementi.

La mesh del modello € simile a quella descrittagdentemente: comunque gli elementi del
bagno di fusione sono separati da quelli dellat@abase cosi da essere liberi di muoversi. Si
parametrizza la mesh in entrambe le parti per edsegrado di manipolare i nodi lungo un certo
percorso o0 su un certo piano su entrambe le paetiimporre il graduale trasferimento di calore la
parte del bagno di fusione é traslata nella direzo(fig. 2.4) ad una certa distanza dal metallo

base.
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(fig. 2.4: schema del metallo base e del bagriosibne)

In questo modo l'interazione termica e struttutedele due parti € resa dipendente dalla distanza
tra di essi. Poiché il bagno di saldatura e il hetaase sono separati € necessaria l'introduzione
degli elementi gap capaci di simulare il contagtartico e strutturale; gli elementi gap sono usati t
le due parti per tenere conto dell'interazione weennodi adiacenti. Questi link sono elementi a
due nodi modellati in modo tale da permettere dartrissione del calore tra i nodi del bagno di
saldatura e i nodi adiacenti della piastra baseingplica che la mesh delle superfici adiacentiaia
stessa; agli elementi gap € assegnata una opparturthucibilita termica (quella a temperatura
ambiente). Per evitare di trasmettere il calore lajno di saldatura al metallo base prima che
avvenga la deposizione la conducibilita termicalidelgmenti gap € dapprima posta uguale a zero.
Comungue poiché il metallo base € a temperaturaiemeb e il bagno di saldatura e alla
temperatura di fusione, la conducibilita termica poi0 essere posta pari al valore massimo proprio
nell'istante del contatto poiché ci saranno pumincidenti che hanno temperature fortemente
diverse (cio che puo creare problemi nellavanzamedell’analisi). Dunque (fig. 2.5), la
conducibilita termica degli elementi di contattorenta gradualmente dal valore iniziale pari a zero

per un certo gap al massimo valore quando avviesmntatto.
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In questo modo quando gli elementi del bagno diagala raggiungono quelli del metallo
base, le temperature dei due nodi coincidenti darem approssimativamente uguali. Questa
interazione tiene conto del calore perso dal netlalso verso il metallo base quando cade nel
bagno di saldatura. Aumentando il valore della ctiivdta nell'intervallo prima del contatto, si
aumenta il calore trasferito dalla sorgente alés{pa base direttamente. Modulando questa variabile
si puo simulare la saldatura ad arco, oppure thasala con gas protettivo dove un po’ di calore non

passa per il materiale di riempimento ed e apmidatttamente al metallo base.
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(fig. 2.5: andamento della conducibilita termicafimzione del gap)

Quando si modella il movimento degli elementi (£06), i nodi che giacciono sullo stesso
piano verticale si muovono insieme applicando gbssamenti pari al gioco iniziale. | nodi che si
dovranno muovere nel successivo passo sono temyposizione per non permettere nessuna
deformazione nella rimanente porzione del bagrfasione. In questo caso gli elementi formati dai

nodi che si muovono verso la piastra base ed oo gruppo di nodi subiscono una leggera

(0.0, -4/2)

©0.0.-0)

T S D,

L ©.0.0)

TN \
Step 5 (0,0, -d) (0, 0, -d/2)

(fig. 2.6: passi successivi della tecnica del mavito degli elementi)

e raggiunto dal gruppo seguente: in questo modiefarmazione negli elementi traslati tende a
zero. Quando e abbassato il secondo gruppo di iigaimo si deforma liberamente senza essere

affetto dalla deformazione precedentemente geneedgiaelementi vicini. Quando i nodi del bagno
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di fusione raggiungono la piastra base, una “cogpéquation” € attivata tra i nodi coincidenti di
entrambe le parti per simulare il processo di fasio

| risultati ottenuti con la tecnica del movimentegtl elementi € in buon accordo con quella
“element birth"come si vede dalla fig. 2.7 presa[®®, 59] per uno stesso modello risolto con le
due tecniche: si nota soltanto una piccola riduzidal picco usando il movimento degli elementi
causato dal flusso di calore piu graduale dal aoedal metallo base.

' — Element birth (top) —- Element birth (bottom)
—~— Element movement {top) — Element movement (bottom)
2000
1800 f* —
. 1600
& 1400 o)
¢ 1200 l&l}f Y
=
‘® 1000
& 800 -
400
200 —7
0 T Y Y
0 50 100 150 200
Time (3)

(fig. 2.7:storia di temperatura ottenuta con i duetodi)

2.4.3 Tecnica “element interaction”

La tecnica, di cui abbiamo parlato al paragrafacedente, é interessante dal punto di vista
metodologico ma mostra alcune lacune: innanzitcittpossono essere problemi nell’assegnare le
condizioni al contorno. Inoltre nel “mesciare” wsezione triangolare del cordone o qualunque altra
forma che non puo essere divisa in esaedri regoldririsultare molto difficile dividere il cordone
in strisce regolari che si possano muovere una tlafia verso il metallo base e tali anche da far
coincidere i nodi del cordone di saldatura e detafie base. Il successivo sviluppo di questa
tecnica e rendere il procedimento indipendenteadalésh delle superfici a contatto. Questo puo

essere fatto usando gli elementi di contatto sugelifal posto di quelli nodo-nodo (fig. 2.8).
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(fig.2. 8: mesh del metallo base e del cordonehesa delle superfici a contatto)
L’interazione tra i due corpi € governata daglinedati di contatto superficiali con capacita

termiche e strutturali. Nella tecnica del movimedégli elementi 'essenza del metodo ¢ il graduale

incremento della conducibilita tra due corpi peitae elevati gradienti di temperatura improvvisi.

In questo caso la conduttanza tra le superficigas&re impostata in funzione del tempo (fig. 2.9).

Welding direction

—

Conductivity (k)

Zone C Zone B Zone A
Distance along the welding line

(fig. 2.9: variazione della conducibilita in funzie della posizione della torcia)

All'inizio della saldatura tutti i punti di contattsono nella zona A dove la conducibilita &
posta pari a zero. Quando la sorgente di calomausve lungo la linea di saldatura, i punti di
contatto cominciano ad essere interessati dalla Bodove la conducibilitd aumenta gradualmente
a partire da zero con piccola pendenza. Lo scop@rmeluale incremento nella pendenza della
curva e evitare una improvvisa ed elevata quadiitéalore quando la conducibilita comincia ad
aumentare. La conducibilita raggiunge il massimello al centro della sorgente di calore. | punti
di contatto quando la sorgente li ha gia invesstranno interessati dalla zona C dove la
conducibilita rimane costante. | risultati che g#engono sono in buon accordo con quelli ottenuti
con la tecnica del movimento degli elementi [71].
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2.4.4 Modellazione dei fenomeni metallurgici

Nonostante si tenga conto della dipendenza detlprigta del materiale dalla temperatura,
guesta € in realta una semplificazione che nonpeoppata per gli acciai date le sue pronunciate
trasformazioni di fase. Questo rende le proprieth rdateriale dipendenti anche dalla storia di
temperatura. |l metodo usato in [147] tiene cordlladdipendenza dalla temperatura delle proprieta
del materiale per calcolare I'evoluzione microdtrdle ed assegnare proprieta dipendenti dalla
temperatura a ciascuna fase. Le proprieta delladaso combinate linearmente per ottenere quelle
macroscopiche del materiale. Sappiamo bene chetéaite si forma durante il riscaldamento a
temperature elevate e si decompone durante ileddftmento formando ferrite che puo essere
seguita da perlite, bainite e martensite. Queasfdrmazioni di fase comportano cambiamenti delle
proprieta del materiale, calori latenti, cambiamettvolume, ecc. Questo influisce sull'analisi
termica e meccanica. L’evoluzione microstruttukalealcolata a partire dalla storia termica. Note le
proprieta di ciascuna fase queste vengono comblimearmente secondo una formula generale

valida per le differenti fasi:
Y(T,1)=>, X (T, (T)

dove:

I = austenite, ferrite, perlite, bainite, martensite

X = frazione in volume della fase

Y; = proprieta del materiale della fase

Y = macro-proprieta

Le proprieta del materiale calcolate in questo meaiwo il calore specifico, la conducibilita
termica, il modulo elastico, il limite di snervantenil modulo di incrudimento, il coefficiente di
espansione termica e il coefficiente di Poissonpta@prieta materiali di ciascuna fase sono state
prese dalla letteratura. Questa regola di combom&ziineare € stata usata per le piastre e per il
materiale di saldatura. | dati erano disponibili pe certo intervallo di temperatura: oltre soretist
estrapolati. Siccome oltre la temperatura esiste solo I'austenite, oltre questo valore nonos
necessari i valori relativi a ferrite, perlite, bié& e martensite. Una temperatura di soglia d01CO
e stata usata nella simulazione. Cio significa gu@ando la temperatura istantanea era oltre questo
valore di cutoff, le proprietd del materiale cquosdenti a questo valore limite sono state
mantenute costanti per le temperature superiord Pdetteratura é riportato spesso che l'influenz
delle proprieta alle alte temperature sulle terisresidue risulta sempre essere bassa. E stato

considerato il calore latente nel passaggio di fidla austenite alle altre forme cristallografiche
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guesto caso il modello & 2-D, dunque é trascueteabmissione di calore lungo la saldatura e si
assume uno stato di deformazione piano. | risuiatio in buon accordo con le misure (tensioni
residue) anche se ci sono alcune incertezze cocuratezza della misura.

A tal proposito e utile menzionare il codice dictdd denominato SYSWELD che é stato
prodotto proprio per simulare la saldatura. Questdice di calcolo ha come caratteristica
principale proprio la idoneita a modellare i cannbéati metallurgici e la cinetica delle transizioni
di fase che influenzano le tensioni e le deformaizresidue. | diversi parametri del modello da
costruire sono derivati da opportuni aggiustamdatidiagrammi CCT (continuous cooling time-
temperature-trasformation). In questo modo si mrete conto nella simulazione dell'influenza
della grandezza del grano austenitico (unico coraptan presente alle alte temperature) sulla
transizione di fase durante il raffreddamento. iTiutbncetti che sono stati esposti sopra in questo

paragrafo, sono rigorosamente implementati in gueatchetto software.

2.4.5 Tecnica della mesh adattiva

Per ridurre i tempi di calcolo connessi con i mbd&D che hanno un numero di gradi di
libertd molto elevato, si € proposta anche unaiqudatre tecnica della mesh adattiva. Poiché la
saldatura e caratterizzata dal moto di una zondineare, relativamente piccola, che viaggia in un
piu ampio oggetto elastico, la zona non linear@megenta le regioni di alta temperatura dove sono
concentrate sia le deformazioni non lineari cheejgivati gradienti di temperatura. Il tentativo
riportato in [55] € quello di sfruttare questa deita per semplificare il modello. La proceduria d
generazione della mesh adattiva consiste nel divida elemento e legare internamente i nodi per
assicurare la corretta “cucitura” del modello. Resuddivisione si verifica se I'elemento é incluso
in una certa area rettangolare. Si immagina un’atesopportune dimensioni che viaggia
solidalmente alla sorgente di calore. Tutti gli neémti che sono nell’area sono suddivisi
automaticamente ad ogni time-step. Il livello dildivisione pud essere controllato: in questo caso
si dividono i lati di ciascun elemento in 4 partimodo che I'elemento originale risulti diviso i4 6
parti nella simulazione 3D. tutte le condizionicahtorno sono trasferite dalla mesh originale alla
nuova mesh.

La mesh adattiva € implementata in tre passi. Daggpuna analisi incrementale produce la
supposta area che si muove alla velocita predafifibi la vecchia mesh e adattata alla nuova
basata sul criterio degli elementi contenuti nedlaa In questa fase, tutti gli elementi che cadono
nella “scatola” mobile sono divisi automaticamen@ontemporaneamente alcuni elementi gia

suddivisi stanno lasciando la scatola, e questhef#i sono stati gia ristabiliti con la mesh piu
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grossolana. Terzo, le variabili di campo risultashil’analisi al passo precedente sono mappate
sulla nuova mesh. La analisi seguente continuadasaome condizioni iniziali quelle specificate

da questi valori variabili interpolati dalla preesde analisi (fig. 2.10).
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(fig. 2.10: (a) mesh originale della tecnica adeadtj (b) mesh senza la tecnica adattiva)

| gruppi di punti evidenziati sono stati sceltr genfrontare i risultati: per esempio per i tre

punti immediatamente vicini alla linea di simmesiattiene (fig. 2.11):
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(fig.2.11: andamento della temperatura nei due €ape (b))
Le distribuzioni di temperatura nei due casi sonagj le stesse durante la fase iniziale,

mentre c’é una piccola discrepanza quando la teatyrer diminuisce. Cio a testimoniare della

accettabilita del risultato con tempo di calcoliotio a circa un terzo.
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2.4.6  Ultimi sviluppi con ABAQUS

Questo tipo di simulazione adopera allo stesso nundmetodo accoppiato sequenziale. Al
solito le temperature ottenute nel primo passo sspwrtate nel modello strutturale. Il modello é
costruito usando elementi solidi ed elementi figil 2.12).

Nella zona di saldatura € usata una rappresentazolida per assicurare una maggiore
accuratezza nella riproduzione degli elevati gnatilieermici ottenuti in soluzione. Le regioni
lontane dalla zona di saldatura, dove i gradiesrtintci non sono cosi severi, sono modellate con
elementi shell per ridurre la grandezza globalerdetiello. La transizione tra la regione shell e
guella solida e ottenuta usando elementi di cantdied” per I'analisi termica e una “constraint

equation” per I'analisi strutturale.

(fig. 2.12: mesh ottimizzata in abaqus)

L’esame termico esegue un’analisi transitoria dsitnissione del calore e si avvale di tre
subroutines che sono attivate per calcolare lailoistione del flusso termico:

DFLUX che e usata per modellare la sorgente direatome flusso concentrato viaggiante
lungo la linea di saldatura;

GAPCON che e usata per attivare la conduzione thireara il metallo di saldatura
depositato ed il metallo base dopo che la sorgeptssata in una data zona;

FILM che é simile a GAPCON nella funzionalita maatas per attivare i coefficienti di
scambio convettivo per simulare le zone di raffeaddnto dopo il passaggio della torcia.

L’analisi meccanica usa i risultati di temperataoane carichi per ottenere le deformazioni e

le tensioni indotte nella regione di saldatura dteal transitorio di raffreddamento. Per prevenire
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moti rigidi sono applicate le opportune condiziahicontorno e sono bloccati gli spostamenti dei
nodi degli elementi quando sono “death”

In conclusione la versione standard di ABAQUS fecei un insieme di strumenti generali e
flessibili che permettono la previsione delle tensiresidue e la forma finale dei componenti

saldati.

2.4.7 Metodo deqli “inherent strains”

Un procedimento che ha riscosso un certo succesém modellazione della saldatura e
guello dato dalla valutazione degli stress resitadiante il metodo degli inherent strains. In
bibliografia e riportato un intero gruppo di puldalzioni relative a questo argomento[1-10]. Tale
metodo nasce soprattutto per chi ha la necessigsefjuire molte simulazioni si saldatura non
necessariamente simili ma riconducibili a geometlidrequente impiego per es. nell’industria
automobilistica.

L’analisi secondo il metodo “inherent strains” gadall’assunzione che, quando si induce
uno stato tensionale in un corpo senza 'azioneadchi esterni, lo stato di tensione risulta esser
autoequilibrato e dunque la sorgente delle tensiesidue deve esistere all'interno del corpo.
Questa sorgente € un campo di deformazioni cheéagneto “inherent strains”. Nel caso dei giunti
saldati la sorgente delle tensioni residue € lardedizione plastica. Si puo scrivere la relazioae tr
il vettore degli “inherent strains’sf}, delle deformazioni elastiches{} e delle tensioni residues}

che si verificano in ogni punto di un corpo elastic

{o}=[p]lde®}=[D]dH " |qe"} (2.17)

dove la matrice [D] rappresenta il legame elastiade tensioni e le deformazioni; la matrice [H*]
collega il campo globale degli inherent strainscainpo globale delle deformazioni elastiche e
dipende dalla forma del componente e dalle condizbcontorno e sara definita di volta in volta.
Gli inherent strains possono essere stimati arpattl valore osservato della deformazione
elastica nel seguente modo. Per misurare la defnoma elastica indotta in un elemento strutturale,
c’é bisogno del maggior numero possibile di misdreleformazione che si ottengono tagliando
'elemento strutturale e misurando le deformazidlaisciate. In relazione agli errori che possono

risultare dalle misure delle deformazioni, I'equae relativa é:

{eet-r ferp={r} (2.18)
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0
dove {5] } e il valore piu probabile{é‘,‘;} sono le deformazioni elastiche rilasciate dogaglio e

O
misurate, ed{r} e il residuo. Il valore piu probabile{gi} pud essere determinato dalla

condizione che minimizza la somma dei quadratresidui {r} cioé dato da:
T -1 T
)= ([H TH D]) HT {ec) (2.19)

0
Il valore piu probabile{gi } cosi trovato pud essere sostituito nella (2.17)openere la tensione

residua in ogni posizione dell’elemento considerato

Per utilizzare questa analisi si tratta di miseirlr deformazioni residue da un mock-up
sperimentale e poi calcolare gli inherent straimsezzo della 2.19 a partire dai valori misurati. Ma
produrre questi mock-up e misurare le deformaazighiede molto tempo ed é costoso in particolar
modo per le saldature eseguite su strutture coatpli®er superare queste difficolta, si considerano
opportune semplificazioni nella distribuzione deglherent strains. Se quest'ultima €& gia nota,
guesto approccio e utile poiché le tensioni resigogsono essere valutate a partite da un calcolo
solo elastico. Gli inherent strains in strutturanpticate possono essere dedotte dagli inherent
strains relativi alle geometrie piu semplici. Pe@mfie semplici si intende quella delle piastre galda
di testa, tubi saldati testa a testa, giunzionj act.

Per capire come funziona nella pratica la valutaidelle tensioni residue basta pensare ad
un piccolo concio che é stato tagliato dal pezzeseame. Le tensioni residue nel piccolo pezzo sono
fisicamente rilasciate dopo il taglio. La tensiagesidua € annullata e si rilascia una deformazione
elastica che é ottenuta come differenza tra prirdap® il taglio (dal punto rappresentativo dello
stato finale nel diagrammae si arriva a tensione nulla con un tratto lineafdljinizio si mettono
gli estensimetri sulla superficie interna ed estatalla giunzione (per es. tubo saldato testata)tes
Dopo si taglia la zona sottostante agli estensinretpiccoli cubi. Le tensioni residue nei piccoli
pezzi vengono rilasciate a seguito dei tagli e gsspno misurare le deformazioni assiali e
circonferenziali (per es.). Le tensioni assiatg)g circonferenzialeof;) residua possono essere

ottenute dalle seguenti equazioni usando i valatefbrmazione misurati:

_E
g, __1—1/2 (gz +V‘%’)

E
T, :_1—V2 (59""/‘%)
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Questo metodo puo essere applicato anche a pdaiirealcolo agli elementi finiti termo-
elasto-plastico. Una volta che sono noti gli inhérstrains a partire dall’analisi termo-elasto-
plastica del modello completo 3D, si pu0 eseguira sola analisi FEM elastica: in questi caso e
necessario solo poco tempo per il calcolo per ceta la simulazione anche per una struttura
complessa. Inoltre si usano solo il modulo elasedoil coefficiente di Poisson a temperatura
ambiente, e le proprietd del materiale dipendeatladtemperatura non sono necessarie. Per
esempio nel caso delle piastre sottile saldata seststa [10], si considerano solo le distorsianée
da: il restringimento longitudinales{), quello trasversale3(), la flessione longitudinalesf) e la
flessione trasversale (distorsione angoléigg. Queste quattro componenti di deformazione
fondamentali sono anche chiamatderent deformationsSecondo i risultati numerici ottenuti
dall'analisi FEM termo-elasto-plastica da un moadléD, queste quattro componenti nella sezione

retta della giunzione possono essere calcolatedodarseguenti equazioni:

1
o, = Fj'gxpdydz
0, :Efgpdydz
y h y
6, = i—f [ P (z -1y 2)dydz

8, :% [ £2(z—h/2)dydz

dove &£ € la deformazione plastica longitudinale (nellaezione di saldatura)s € la

deformazione plastica nella direzione trasverdafe|o spessore della piastra a coordinata nella

direzione dello spessore. A questo punto se sizeaun modello FEM 2D di piastra sottile: si
possono scrivere in maniera semplificata le defaroma totali come somma delle deformazioni nel
piano medio della piastra e della deformazionisil@sali. Si possono poi prendere i valori delle
inherent deformations ottenuti dal modello 3D edegsarli alle corrispondenti componenti di
deformazione relative al modello piano: cioe iltregimento longitudinale trasformato nella
componente di deformazione in piano nella direzitovgitudinale, il restringimento trasversale
puo essere cambiato nella componente di deformaziompiano nella direzione trasversale, ecc.
Queste componenti di inherent strains sono inttedoel modello FEM 2D elastico come

deformazioni iniziali e la distorsione di saldattwéale pud essere stimata a partire da questiivalo
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L'idea € come quella relativa alla valutazione dielscio delle deformazioni a partire dai
provini ricavati dalla giunzione. In quel caso sileva costruire un database a partire dai dati
sperimentali relativo a geometrie semplici che pgss essere usato tutte le volte che si presentano
geometrie riconducibili a quelle sperimentate psegeire in poco tempo un calcolo soltanto
elastico per la valutazione delle tensioni residoeguest’ultimo caso il ruolo del database di dati
sperimentali di geometrie semplici € svolto da wdello FEM 3D che consente una volta per tutte
la individuazione preliminare delle inherent defations da applicare in tutti i casi di modello 2D

dove € necessario una analisi rapida delle tensésidue.

Questa rapida digressione é servita a evidenglaaspetti salienti del lavoro che é riportato
in letteratura relativamente alla simulazione dséhlatura.
Nei successivi capitoli verra esposto il lavoroogpramente svolto dal candidato

relativamente alla modellazione numerica ed abnso sperimentale.
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CAPITOLO 3
SVILUPPO DEI MODELLI FEM DI SALDATURA LASER E
TIG.

3.1 GENERALITA

Le digressioni riportate nei capitoli precedept@ servite come preparazione per affrontare
il vero scopo del presente lavoro e cioe quellgalier simulare numericamente il processo di
saldatura laser e/o TIG, al fine di prevedere l@meazioni finali del giunto. Per questo scopo si e
voluto adoperare il metodo agli elementi finiti pevantaggi che abbiamo cercato di delineare
precedentemente; a tal fine per una corretta rimoee del fenomeno fisico si richiede:

. una esatta definizione delle proprieta del mateyial
. una fedele riproduzione delle condizioni di vincaloui sono sottoposte le parti da unire;
. una valida simulazione della generazione di cgbooelotto dalla sorgente;

. una corretta simulazione delle condizioni al combodate dagli scambi di calore convettivi e
per irraggiamento.

Il numero di fenomeni fisici implicati nella salda € rilevante ed inoltre alcuni di essi sono
difficili da modellare perché si porterebbero imtmaspetti microscopici (grandezza caratteristica
della cella elementare del reticolo cristallino)echon rientrano negli obiettivi peculiari della
discretizzazione. Quindi la modellazione che silgusrodurre &€ per sua natura incompleta non
potendo considerare tutti i delicati aspetti dirsba termico, transizione di fase, turbolenza del
bagno di fusione, deformazioni indotte dal cambiatoeali fase solido-solido, comportamento del
materiale in campo plastico ecc.

Tuttavia lo scopo del presente lavoro € quellordivare ad un modello matematico che
abbia un significato “ingegneristico”. ossia trasge i dettagli fenomenici e modellare solo gli
aspetti che permettono al modello matematico diodprre almeno l'ordine di grandezza delle
caratteristiche fisiche che si vogliono prevedésenperature finali e deformazioni residue).

L" intento e quindi quello di trovare un giusto ddurio tra I'esigenza di attendibilita dei
risultati richiesta al modello matematico, contfoduzione del maggior numero possibile di aspetti

fisici sia in sede di progettazione che di verifia I'opposta necessita di non introdurre
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semplificazioni troppo grossolane tali da inser@eori concettuali che possono poi risultare
mascherati e/o compensati.

Ormai da alcuni anni e possibile introdurre neldelto matematico alcune peculiarita del
problema che all'inizio della storia dei metodi nenai sembrava impossibile riuscire a simulare:
quindi possibile con la tecnica cosiddetbarth and death” simulare dapprima le parti separate
mettendo nel mezzo elementi “death” e poi simuldreambiamento di fase conseguente alla
saldatura riattivando questi elementi che prima@faeath”; con la stessa tecnica si puo riprodurre
la deposizione, per esempio, del cordone in urdasala TIG, si possono utilizzare gli elementi di
contatto sui due lembi da saldare per impedireofapenetrazione prima del passaggio della torcia
per poi renderli “death”dopo, e cosi via.

Queste ed altri accorgimenti che si vedranno guise rendono possibile a nostro avviso
l'uso di un codice di calcolo generale come ANS¥8za ricorrere a codici specifici tenendo conto
del fatto che lo scopo e soltanto quello di preveda deformazione finale del giunto. In ogni caso
gualora risultasse necessario tener conto dei @mdnti microstrutturali tra le varie fasi del
metallo non appena si rendessero disponibili lemoerieta termo-fisiche (conducibilita termica
della singola fase, calore specifico, densita, moelastici, coefficienti di dilatazione termicag,
possibile implementare il comportamento delle véag all'interno del codice accettando pero una

notevole complicazione del calcolo.
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3.2 ORGANIZZAZIONE DELL’ANALISI

Si e scelto di svolgere 'analisi in maniera sapavisto che sembra essere la piu accessibile
dal punto di vista operativo: infatti ormai da pitbqualche anno sono disponibili tecniche di caicol
agli elementi finiti che permettono di adottare amdlisi accoppiata utilizzando gli elementi che
hanno gradi di liberta termici e strutturali suidnotuttavia questo modo di procedere non lo
riteniamo adeguato in questo caso poiché l'usdesnenti cosiddetti “multi-field” non consente di
monitorare tutti i passi intermedi del calcolo eske I'elemento visto come una sorta di “black
box”.

Sempre nel tentativo di padroneggiare il piu gubksila codificazione del modello, si
ritenuto opportuno utilizzare la scrittura di fde input nella ormai classica modalita “batch” s&nz
ricorrere alle interfacce grafiche. La scrittura file di input rallenta inizialmente il processo d
codifica ma risulta essenziale per una correttaodpzione dei comandi provati in via preliminare
sSu geometrie meno importanti e/o ipotesi di carsmmplificate. La scrittura sequenziale del
programma permette inoltre di poter parametrizdarggeometria, le proprieta del materiale, i
carichi, il numero di load step ecc. in modo take gbter effettuare con modesto impegno del
programmatore varie analisi parametriche con itwaintaggi del caso.

Siccome il modello di saldatura deve essere dcbstdall’inizio, € senz’altro opportuno
aggiungere gradualmente i vari aspetti della fisieh fenomeno valutando di volta in volta
I'attendibilitd del risultato. Il fatto poi che aloi fenomeni fisici del problema, che sono senza
dubbio connessi (come per esempio gli allungamahtuna data temperatura e le deformazioni
plastiche finali), vengano rappresentati da modeaila matematiche separate consente di avvalersi
di quella flessibilita operativa che permette degsre tutte quelle analisi parametriche utilissime
per la calibrazione del modello.

Il lavoro dunque si articola nei seguenti passi:

» definizione del materiale;

» studio delle problematiche relative alla mesh;
» simulazione del carico termico;

* analisi parametriche;

» costruzione del modello di saldatura;
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nel seguente quadro sinottico (fig. 3.1) sonosua#i sinteticamente le assunzioni che

abbiamo delineato in questo paragrafo: il signtbadelle varie voci non ci sembra abbia bisogno di

ulteriori spiegazioni.

Geometria e condizioni Carico
mesh iniziali / al termico della
contorno sorgente
Proprieta del materiale V/ Trasformazioni
termo-fische ANALISI  TERMICA metallurgiche
dipendenti dalla
temperatura

A 4
Distribuzione di temperatura

Proprieta del materiale ES———
meccaniche ANALISI  MECCANICA ey
dipendenti dalla al contorno
temperatura l

Tensioni e
deformazioni residue

(fig. 3.1: organizzazione dell’analisi)
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3.3 DEFINIZIONE DEL MATERIALE

Il primo passo compiuto & stato quello di ripragéuia parte termica di un calcolo eseguito
da altri autori [52] facenti capo al Centro RicexcENEA di Bologna con i quali si & potuto
interagire per quanto riguarda alcuni dati di isgEe (geometria e caratteristiche del materiale)
nonché per il modo di generazione del modello.

Il lavoro in [52] e relativo alla saldatura di dp&stre in INCONEL 625: tale lega ha una

composizione chimica riportata nella tabella setgien

Nickel 58.0 min.
Chromium 20.0-23.0
Iron 5.0 max.
Molybdenum 8.0-10.0
Niobium (plus Tantalum) 3.15-4.15
Carbon 0.10 max.
Manganese 0.50 max.
Silicon 0.50 max
Phosphorus 0.015 max,
Sulfur 0.015 max.
Aluminum 0.40 max.
Titanium 0.40 max.
Cobalt 1.0 max.

(tab.3.1: composizione chimica % dellINCONEL 625)

Questo materiale é stato scelto per la camera deowdella macchina per lo studio della fusione
nucleare Ignitor date le sue elevate caratteristitihresistenza meccanica, lavorabilita, resistenza
alla corrosione ed estensione dell'intervallo dnperatura di esercizio.

La resistenza del INCONEL 625 deriva dall’effettoigidente del molibdeno e del niobio
nella sua matrice di nickel-cromo: cosicché i tnaténti di indurimento non sono necessari. Questa
combinazione di elementi € responsabile di una imaggesistenza per un ampia gamma di
ambienti corrosivi di inconsueta severita come plireffetti di alta temperatura come 'ossidazione
e la carburizzazione.

L'INCONEL 625 per le sue caratteristiche di resizi@ a rottura, al creep, allo snervamento,
notevole resistenza a fatica e a fatica termisalta una scelta eccellente per le applicazionimaar
ed aerospaziali ed anche in ambito nucleare doueepsere usato nel “reactor-core”.

Alcune caratteristiche termo-fisiche di questo emiate sono riportate nelle tabelle e figure
seguenti: in figura 3.2 e tabella 3.2 abbiamo l&ménto della conducibilita termica (W/m K):
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(fig. 3.2: conducibilita termica dellINCONEL 625)

conducibilita
T(T) T (K) termica
(W/m K)
0 273 9.6400

100 373 10.9580
200 473 12.3300
300 573 13.7580
400 673 15.2420
500 773 16.7800
600 873 18.3740
700 973 20.0220
750 1023 20.8680
800 1073 21.7260
850 1123 22.5990
900 1173 23.4860
950 1223 24.3860
1000 1273 25.3000
1050 1323 26.2280
1100 1373 27.1700
1150 1423 28.1250
1200 1473 29.0940
1250 1523 30.0780
1290 1563 30.8740

(tab. 3.2: conducibilita termica del'INCONEL 625)
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Nella figura e tabella 3.3 e riportata la densita:

densita INCONEL 625
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(fig. 3.3 densita dellINCONEL 625)

densita

T (T) T (K) (kg/m %)
0 273 8446.0
20 293 8440.0
50 323 8430.7
100 373 8414.6
150 423 8398.3
200 473 8381.8
250 523 8365.3
300 573 8348.7
350 623 8331.9
400 673 8314.6
450 723 8296.9
500 773 8278.6
538 811 8259.9
649 922 8211.3
760 1033 8162.7
871 1144 8111.9
927 1200 8083.8

(tab. 3.3 densita del'INCONEL 625)

Nella figura e tabella 3.4 é riportato il caloresifico in J/(kg K):
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(fig. 3.4:calore specifico del'lINCONEL 625)

calore
T(T) T (K) specifico
(J/kg K)
0 273 405.50
100 373 429.80
200 473 454.10
300 573 478.40
400 673 502.70
500 773 527.00
600 873 551.30
700 973 575.60
800 1073 599.90
850 1123 612.05
900 1173 624.20
950 1223 636.35
1000 1273 648.50
1050 1323 660.65
1100 1373 672.80
1150 1423 684.95
1200 1473 697.10
1250 1523 709.25
1290 1563 718.97
1350 1623 718.97
1450 1723 718.97

(tab. 3.4: calore specifico del'INCONEL 625)
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Prima di proseguire con I'esposizione delle prdpriael materiale occorre ricordare che non
€ stato adoperato 'andamento del calore specifimrtato sopra per come € impostato il codice
ANSYS. Infatti per poter simulare il processo didséura € evidentemente necessario simulare il
cambiamento di fase e quindi bisogna dichiarargualche modo il calore latente di fusione. In
Abaqus e possibile dichiarare il calore specifigoafidezza intensiva) e poi il calore latente del
materiale; in ANSYS bisogna dichiarare la storid clore (grandezza estensiva) globalmente
assorbito e/o ceduto durante il riscaldamento afereddamento cioe I'entalpia posseduta dal
materiale alla temperatura in esame. Siccome lgiataiene dichiarata come “material property”
essa e strettamente legata all’elemento e quiratieaalle sue dimensioni geometriche per cui non
bisogna dichiarare I'entalpia per unita di massasbgquella per unita di volume.

Avendo quindi specificato questa assunzione pralng, I'entalpia risulta quindi cosi

definita:

AH = [ AT)T) T

tale grandezza puo essere ricavata considerarglamelezze integrande come curve lineari a tratti
(utilizzando i valori tabellati sopra) risolvendb igtegrali che risultano per i vari tratti.
A conti fatti I'integrale per il singolo intervall(dal valore alla temperatura dl valore alla

temperatura iI1) si scrive:

¥, = lnfr-T)+ G IoT-T) T

Con i terminim edn si sono indicati i coefficienti angolari delle tep(T) e c(T):

— Ci+1 _Ci
Ti+1 _Ti
— P~ P
Ti+1 _Ti

dove i coefficienti aventi I'indice rappresentahaalore che la grandezza assume agli estremi del

generico intervallo con evidente significato denlsoli.
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A conti fatti il risultato dell'integrale & dato da

+ |++ d I ++ 1+
AI—IH.]_: Qlloilé (:ip +p(:i 16p 1(:i (-I-i+1_-|;)

Sostituendo i valori del calore specifico e dekasita indicati nelle tabelle precedenti si ottipee

I'entalpia 'andamento riportato nella tabella 8.%ella figura 3.5.

entalpia

T | TK amd
0 273 9.34985E+08
20 293 | 1.00387E+09
50 323 | 1.10864E+09
100 373 1.28708E+09
150 423 | 1.47029E+09
200 473 1.65823E+09
250 523 | 1.85090E+09
300 573 | 2.04826E+09
350 623 2.25029E+09
400 673 2.45697E+09
450 723 | 2.66825E+09
500 773 | 2.88412E+09
550 823 | 3.10445E+09
600 873 3.32918E+09
650 923 3.55832E+09
700 973 | 3.79182E+09
750 1023 | 4.02966E+09
800 1073 | 4.27182E+09
850 1123 | 4.51823E+09
900 1173 | 4.76888E+09
950 1223 | 5.02369E+09
1000 1273 | 5.28298E+09
1050 1323 | 5.54717E+09
1100 1373 | 5.81627E+09
1150 1423 6.09027E+09
1200 1473 | 6.36918E+09
1250 1523 | 6.65299E+09
1290 1563 6.88357E+09
1350 1623 9.18416E+09
1450 1723 | 9.76453E+09

(tab. 3.5: entalpia per unita di volume dell'Incd25)
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entalpia (J/m °)
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Notiamo che I'entalpia é definita a meno di unatante perché deriva da una operazione di
integrazione: cio & confermato dal fatto che in @mnbperimentale non € importante conoscere |l
valore assoluto dell’entalpia di un materiale ach wtata temperatura, bensi il salto di entalpia

durante un qualunque scambio termico. Allo stessolannell’analisi numerica il valore della

costante arbitraria & stato posto pari al progmtiioa 0 °C.

Per quanto riguarda invece il salto di entalplatieo al calore latente di fusione ricordiamo
che quest’ultimo segmento sarebbe rigorosamentealerse si trattasse di un metallo puro, poiché

siamo in presenza di una lega supponiamo in prstenza che tale variazione di ordinata si

(fig. 3.5: entalpia per unita di volume dell'Incdr&25)

distribuisca uniformemente tra la temperatura tigufdus” e la temperatura del “solidus”.

Per quanto riguarda l'intervallo di fusione si déaeriferimento alla seguente tabella (3.6):

Temperatura de

| Temperatura de

|Calore latente

LIQUIDUS SOLIDUS di fusione (J/kQ)
(°C) 1290 1350 285000
(K) 1563 1623

(tab. 3.6: parametrici termici relativi al cambiami® di fase dellINCONEL 625)
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Per una corretta simulazione serve evidentementéidhiarazione dell’entalpia dopo la
fusione del metallo, ossia bisogna conoscere dreadpecifico e la densita nella fase liquida. Mon
stato possibile reperire le caratteristiche tersicifie per I'lnconel 625 in fase liquida; cosa che a
priori sembrerebbe necessaria: infatti se si asssgnun calore specifico diverso da quello reale si
otterrebbe una distribuzione di temperatura diversa andrebbe ad influire sulle successive
deformazioni plastiche finali proprio in prossimdal giunto.

E stato svolto un esercizio che tenta di ricoggrilicalore specifico in fase liquida a partire
dai calori molari (definiti da polinomi dipendentialla temperatura) dei singoli elementi
componenti (pesati a seconda della composizionejtisne un valore di circa 600 (J/kg K) che é
dello stesso ordine di grandezza del valore clha smmediatamente prima della fusione (circa 720
J/kgK). Tuttavia questa ricostruzione € stata es&gon alcune assunzioni arbitrarie ed inoltre non
e stato possibile dedurre un analogo valore petelssita in fase liquida: per cui l'unica strada
percorribile ci sembra quella di estrapolare iloval dell’entalpia alla fine dell'intervallo di
dichiarazione.

Si e scoperto con le simulazioni preliminari, dleatalpia, essendo l'integrale di quantita
intensive, fuori dall’intervallo di definizione dodice non puo farla rimanere costante poiché cio
significherebbe un calore specifico nullo all’aurtega della temperatura; quindi laddove I'entalpia
non sia definita il codice estrapola non il valéirale dichiarato all’estremo dell’'intervallo, bera
pendenza nell'estremo medesimo.

Per evitare che il codice ANSYS estrapoli l'ultimalore della pendenza che e dato dal
calore latente diviso per la differenza di tempanatliquidus-solidus (in realta molto elevato e
molto diverso dalla pendenza media che si ha fia#la solida (fig. 3.5), si & scelto di porre come
pendenza dell’entalpia in fase liquida il valoréeatito ponendo negli integrali definiti sopra gli
ultimi valori del calore specifico e della densitafase solida. Visto che poi questa pendenza viene
estrapolata per le temperature maggiori non € sadesdichiarare una temperatura talmente
elevata da inglobare tutte le possibili temperative si ottengono poi sperimentalmente.

Per quanto riguarda questa scelta che a prima sgshbra cruciale, sono state eseguite delle
simulazioni a parte per avere ulteriori elemengioategno di questa decisione. | risultati di queste
ulteriori simulazioni si esporranno in seguito:exessario fin da adesso sottolineare che dallginali
delle pubblicazioni relative allargomento, nonssino trovate relazioni di calcolo che facciano
riferimento alle proprieta termo-fisiche in fasquida sia per la oggettiva difficolta a reperirg ta
dati sia per I'esigenza di semplificazione del oldc Ricordiamo che le proprieta del materiale fin
qui elencate che sono state utilizzate in [52] osstate ricavate dal database di ITER accessihile o

line all'indirizzo www.iter.org/idmper utenze autorizzate. Alla stessa maniera siane derivate le
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proprieta meccaniche. Per quanto riguarda il moeéidstico nel grafico di figura 3.6 si riportano i

valori assunti in funzione della temperatura:

modulo elastico INCONEL 625
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(fig.3.6: modulo elastico dell'Inconel 625)

Nella figura 3.7 é riportato il diagramma del cogéinte di Poisson:
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(fig.3.7: coefficiente di Poisson delllinconel 625)
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Nelle figure 3.8 e 3.9 ci sono i valori della teors® di snervamento e di rottura in funzione della
temperatura:

yield strength INCONEL 625
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(fig. 3.8: tensione di snervamento dell'lnconel 525
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(fig. 3.9: tensione di rottura dell'Inconel 625)

87



Nelle figure 3.10 e 3.11 si riportano il modulogilao e I'allungamento a rottura:
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(fig. 3.10: modulo plastico dell'inconel 625)

ultimate elongation INCONEL 625
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(fig. 3.11: allungamento a rottura dell'inconel 625
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Infine riportiamo I'andamento del coefficiente dpansione termica lineare (fig. 3.12):

coeff. di espans. termica
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(fig. 3.12: coefficiente di dilatazione termica ldatonel 625)
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3.4 VALUTAZIONI RELATIVE ALLA MESH

La prima decisione per la realizzazione del madelquella della scelta della mesh. Da un
lato servono elementi sufficientemente piccoli dar@ lungo il cordone di saldatura per poter
inseguire agevolmente gli elevati gradienti terncice si verificano durante la saldatura e per poter
simulare un carico termico mobile concentrato swalnome molto piccolo; d’altro canto pero nella
zona lontana dal cordone non e necessario averemasa troppo densa poiché i gradienti di
temperature e le conseguenti deformazioni resideeredcono rapidamente. Sorge quindi il
problema di passare da una regione con mesh matgadad un’altra con mesh piu grossolana. Per
effettuare tale passaggio si possono utilizzarANMEYS gli elementi di contatto (CONTAL173 e
TARGE170) con I'opzione MPC (multipoint constraimtsieme ad una opportuna definizione di
contatto sempre incollato (cioé senza slittameatsgnza separazione (bonded and no separation
contact).

Questo approccio permette di superare gli svantdggiradizionali algoritmi di contatto e degli
altri metodi di equazioni di vincolo disponibili ANSYS; infatti:

* i gradi di liberta dei nodi delle superfici di cattb sono eliminati, riducendo il fronte
d’onda del sistema di equazioni risolvente;

* non é richiesta nessuna rigidezza di contatto gresso, cio significa che per problemi
caratterizzati da piccole deformazioni (come nalocdella saldatura) il comportamento del
contatto e rappresentato in modo lineare;

* possono essere vincolati sia i gradi di libertkaklazione che quelli di rotazione;

* ivincoli MPC interni vengono generati in modo seicg usando la definizione classica di
coppie di contatto (contact pair definition).

Per appurare che l'uso degli elementi di contatin ELopzione “always bonded” non introduca
alterazioni nella soluzione sono stati costruite dnodelli geometrici semplici aventi uno questi
elementi di contatto che permettono di unire geigliverse di nodi (fig. 3.13) e I'altro una mesh
raffinata fatta di esaedri regolari senza discaitén nella griglia di nodi: quest’ultimo caso é
considerato di riferimento (fig. 3.14); in questeedigure & rappresentato solo il particolare dizo

cianfrino.
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(fig. 3.13: mesh di prova con elementi di contafittnterfaccia di transizione)

ELEMENTS

(fig. 3.14: mesh di prova con elementi esaedrigotari)

Nei due casi sono state applicate sui nodi termola parte sinistra delle forze agenti
lungo la verticale (y) aventi lo stesso valore gnéde in modo tale da poter confrontare le rispetti
frecce statiche. | risultati in termini di spostameverticali UY (figg. 3.15 e 3.16) risultano quias
uguali con un errore intorno al 2% (tale erroreedia piu piccolo se diminuisce la larghezza in
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fondo della cava che funge da vero e proprio amplibre della freccia totale). Per gli obbiettivi
prefissi tale entita dell’errore € tollerabile.

NODAL SOLUTION AN
BPR 13 2007

STEP=1 Thebnnds

SUE =1

TIME=1

Uy (AVG)

REYE=0

DME =.010585

SMN =-_813%E-06&

SME =.01056

-.8159E-08 .002346 .004693 .0o0704 .009387
L001173 .00352 .005866 .008213 .01056

(fig. 3.15: spostamenti verticali nel caso di médsprova con elementi di contatto)

NODAL SOLUTION I\N
RPR 13 2007

STEP=1 16:56:14

SUB =1

TIME=1

uy (RVG)

R5YS=0

DMX =.010876

SMH =-.161E-05

SMX =.01085
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(fig. 3.16: spostamenti verticali nel caso di mdsprova con elementi esaedrici)
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Una analoga coppia di prove eseguite con elentemiici per la simulazione del passaggio
della sorgente di calore porta a campi di tempeaigbuessoché coincidenti; dunque questi risultati
preliminari ci portano a scegliere per il seguitsd della mesh semplificata data dagli elementi di
contatto con l'opzione “always bonded”, sia pendhsi termica che per quella strutturale, dato

I'elevato numero di load step da utilizzare petalianalisi.

Passiamo adesso a descrivere brevemente le datatte principali degli elementi finora
ricordati. Per quanto riguarda l'analisi termicatato adoperato il SOLID70 che € un elemento
termico 3D. L’elemento ha 8 nodi avente la tempeeatcome unico grado di liberta nodale. E
idoneo per I'analisi termica 3D transitoria e statiL’elemento puo tener conto anche del flusso di
calore associato al trasporto di massa da un calnpelocita costante. Se il modello che contiene
gli elementi solidi termici deve essere analizzabutturalmente, questo elemento deve essere

rimpiazzato da un equivalente elemento strutty@ene per esempio il SOLID45).

prism option

tetrahedral option

yramid option

(fig. 3.17: elemento SOLID70)

La geometria, la posizione dei nodi ed il sistaith@oordinate per questo elemento sono
rappresentati in fig. 3.17. Si possono dichiarameha proprieta ortotrope del materiale e sono
possibili le forme geometriche degenerative desrpa a base triangolare, del tetraedro e della
piramide. La convezione e la radiazione possoneressnmesse come carichi superficiali sulle

facce degli elementi cosi come € mostrato dai nuoeechiati in figura 3.17. La generazione di
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potenza termica puo essere modellata come carigoldime (element body load) sugli elementi.
Questo elemento é stato scelto ovviamente peraedtada tecnica “birth and death”.

L’elemento CONTAL173 e utilizzato per rappresentareontatto e lo scorrimento tra una
superficie “target” (piu rigida) ed una superfigiegenere piu deformabile su cui sono adagiati per
'appunto questi elementi. L'elemento & applicaaléanalisi 3D strutturale e “coupled field”.
L’elemento ha quattro nodi ed e collocato sullaesfigie di elementi solidi o shell senza nodi
intermedi. Ha le stesse caratteristiche geometrnidila faccia degli elementi brick o shell a cui e
connesso. La normale positiva € data dalla direzimrmale esterna della superficie dei sottostanti
elementi brick o shell. Il contatto si verifica eup uno di questi elementi superficiali penetra un
altro elemento “target”. Infatti questi elementi sliperficie contact 3D sono associati con gli
elementi di superficie target per mezzo di un setadtanti reali condivise. ANSYS cerca le
condizioni di contatto tra coppie di elementi avémistesso set di costanti reali.

L’altro elemento di contatto (target) utilizzatal @ARGE170, usato per rappresentare vari tipi di
superficie 3-D. Anche questi elementi target giawoisugli elementi solidi descrivendo il contorno
di un corpo: nel caso di contatto tra una superfrggida ed una flessibile la prima contiene gli
elementi target e l'altra i contact; nel caso ditedto tra due superfici flessibili si attribuis@ogli
elementi contact alla superficie meno rigida. Imiogaso la superficie che contiene i contact deve
avere la mesh piu fitta poiché e sui punti di Galeggli elementi contact che viene eseguito il check
di penetrazione.

Quindi, per quello che abbiamo appena riportag,nostro caso gli elementi superficiali
contact stanno dalla parte che guarda verso ilfrai@ned i target dalla parte che é lontana dal
cordone: in questo caso anziché essere attivdgotiano del contatto, con I'opzione multi point
constraint (MPC) si avviano quelle funzioni che iabio menzionato sopra e che svolgono
praticamente la stessa funzione di generazione éejliazioni di vincolo tra nodi contigui in una

prefissata regione dello spazio.
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3.5 SIMULAZIONE DELLA SORGENTE DI CALORE

Occorre descrivere anche le modalita di simulazidell’applicazione del carico termico e
di come si sposta la sorgente. Si consideranolgihenti che stanno nella mezzeria del fondo
cianfrino e che sono destinati a ricevere il carieomico di volume: il singolo elemento sara
investito da un carico avente un diagramma a tiapeZunzione del tempo poiché si suppone che
il diametro del fascio focalizzato sia di circa 48f0cron (come ci viene confermato dai dati di
laboratorio) e la grandezza minore ammessa peniehto sia almeno di 1 mm (per ragioni che
verranno esposte in seguito); quindi il singoladieéep concepito per ogni elemento investito dalla
sorgente deve essere necessariamente con diagranraezio. La durata del singolo load step e
data da (fig. 3.18)

__ L
M g=—"—
v, [hdl

dovel. rappresenta la lunghezza del cordone da realiz¥gre la velocita di saldaturarell e il
numero di divisioni longitudinali dichiarate nel dello lungo I'asse del cianfrino cioe e il numero
di elementi collocati in quella stessa direzione.
Il generico load step si divide a sua volta inititervalli:
il primo e dato (con evidente significato dei sifipdal diametro del fascio diviso per la veloaitia
saldatura:
At. = &

Y,

w

in questo sottointervallo viene applicato un catioearmente crescente fino al valore massimo e
costituisce il tratto in cui la sorgente “entra’lfedemento;

il secondo & dato da

At
Atz = AtLS - ?l

e costituisce il sottointervallo in cui la sorgergie sposta all’interno dell’elemento rimanendo
costante in intensita;

il terzo intervallo € numericamente pariA&y e rappresenta il sottointervallo temporale in leui
sorgente si disimpegna dall’elemento e cominciaraare il successivo con le stesse modalita del

sottostep precedente.
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(fig. 3.18: geometria della sorgente rispetto agémenti)

Il processo di carico qui schematizzato € il peingrale possibile e presuppone l'idea che la
sorgente abbia uno diametro inferiore alla granaledzgli elementi; diversamente si potrebbero
utilizzare schemi di carico piu semplici (triangdlappure pensare di applicare a gradino un carico
costante sull’elemento in modo tale da conservdiingegrale. Qualora dovesse presentarsi la
necessita, visto che i dati geometrici della saigenl’estensione longitudinale degli elementi sono
parametrizzati, € possibile rapidamente cambiarsclema di carico per adeguarlo ad esigenze
particolari. A volte si € visto che il cambiaredohema di carico, per esempio da carico a gradino
(diagramma rettangolare) a carico rampato (diagrartsrangolare) permette di superare problemi
di convergenza mantenendo invariata I'energia tsanthmessa con variazioni della soluzione di
solo qualche grado.

L’applicazione del carico secondo uno schemadgoéare € ovviamente un caso particolare
dello schema trapezoidale e sara utilizzato qudeddimensioni relative tra I'impronta della
sorgente e la dimensione in pianta dell’element@imiono necessario.

Occorre infine sottolineare il fatto che la teenicosiddetta “birth and death” che verra
utilizzata ampiamente in ambito strutturale, in &mbermico viene impiegata solo nel caso della
saldatura TIG (dove la tecnica “birth” e utilizzgtar simulare la deposizione del materiale): nel
caso della saldatura laser non c’e deposizioneatiemnale e gli elementi del modello appartengono

tutti alle parti da saldare e quindi partecipat@asdorbimento dell’energia termica qualunque sia |
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stato fisico in cui si trovano (solido o liquidger quanto riguarda il calore assorbito e/o diffuso
non c’é nessuna zona che deve essere disattivata.

Nella successiva analisi strutturale gli elemeatie rappresentano le zone fuse vengono
disattivati poiché il materiale fuso non ha rigidez gli elementi che lo rappresentano debbono
poter subire le deformazioni senza prendere cécome avviene nella realta), ma averli disattivati
in ambito strutturale non comporta il dover trascarl’energia termica che essi hanno realmente
assorbita: su questo punto si tornera in seguitoch&rire un’altra scelta compiuta in sede di
modellazione.

Concettualmente lo stato gassoso non viene caasidpoiché si presume che la saldatura
sia eseguita correttamente dal punto di vistagoag una corretta esecuzione della saldatura non
richiede I'evaporazione del metallo. Tuttavia déadifficoltd a controllare tutte le grandezze
fisiche all’interno del bagno di fusione, data Ipnevedibilita delle caratteristiche dell'arco, d&a
non ripetibilita delle operazioni manuali ecc. sopsviluppare senz’altro del vapore nella zona di
saldatura che sottrae calore al metallo e/o loguinermare dalla sorgente termica. Effettivamente
in letteratura esistono trattazioni [61, 62, 63, &, 69, 73, 74, 75] (per lo piu alle differena@té)
che tengono in considerazione la frazione del noetadaporata. Data la valenza piu ingegneristica
che scientifica che si vuole dare al modello deecrdh di non introdurre questo ulteriore aspetto
fisico. Quando si parlera di scelta dell'intensitélla sorgente da imputare al modello saranno

possibili ulteriori considerazioni circa questalassone.
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3.6 INFLUENZA DELLA DENSITA’ DI MESH SULLA TE MPERATURA
MASSIMA

E necessario fare una digressione sullinfluenedaddensita di mesh sulle temperature
finali raggiunte. Al fine di valutare quale sia aigliore scelta delle dimensioni dell’elemento é
stato approntato un modello semplificato che rippadin sostanza soltanto il fondo della cava del
cianfrino (fig. 3.19). E stato eseguito un grupposinulazioni utilizzando sempre la stessa
geometria e, al fine di isolare I'effetto della daa di mesh sulle temperature finali, sono state
dichiarate proprieta del materiale arbitrarie (nidocibili a quelle di un comune acciaio) che sono
state mantenute costanti in tutte le prove; losst@sstato fatto per la sorgente laser.
Mantenendo fisso inoltre il numero di divisioni gmlo spessore ed in senso trasversale al cordone

sono state eseguite alcune prove variando il nuhiedtvisioni in senso longitudinale.

ELEMENTS AN
APR 16 2007 | | NODAL SOLUTION
14:33:47

STEP=:

—
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612.725 1252

2 8
1892 2531 3171

(fig. 3.19: mesh di prova e contour plot di tempera )

Si vede che per ogni caso eseguito esiste unaetetnpa tipica che caratterizza la prova: é

la temperatura massima che si ottiene quando teste e sufficientemente lontana dai bordi e la
scia di calore lasciata dietro si stacca dall’esti@ iniziale.
Si registra che allaumentare del numero di elemensenso longitudinale (mantenendo costante
tutto il resto) questa temperatura massima noniwagg un vero asintoto come sarebbe lecito
aspettarsi (fig. 3.20). In realta si puo dimostratee questo fatto non e sbagliato ossia le
temperature massime crescono al crescere del nuthdraisioni longitudinali e cioe al diminuire

della grandezza degli elementi.
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(fig. 3.20: temperatura massima raggiunta in funzalel numero di divisioni longitudinali)

Cio e dovuto al fatto che la temperatura massimanedi dell'elemento caricato € il
risultato di una media temporale fatta sulla dudshbload step: per le scelte compiute la durata de
load step e proporzionale alla grandezza longitldidell’elemento. Cio significa che al diminuire
del At di integrazione le temperature aumentano perémndisce il tempo a disposizione per
disperdere il calore negli elementi circostantirgaltre la stessa potenza termica viene applioata s
un volume inferiore. A sostegno di questa affermagipossiamo evidenziare il fatto che, a parita
di numero di elementi in senso longitudinale, sawnenta il numero di elementi disposti lungo lo
spessore (mantenendo invariata la potenza ternpipkcata), la temperatura massima raggiunta
rimane costante proprio a dimostrazione che qudiptende dalAt di integrazione (che é rimasto
invariato) e cioé dal tempo a disposizione peafifreddamento.

Per dimostrare questo fatto & stato consideratma$e di un cianfrino modellato con due
mesh aventi I'una il doppio degli elementi dellfal{in senso longitudinale). Per ognuna delle due
mesh sono state eseguite due analisi successligeprea si selezionano in ogni load step una fila
di elementi disposti lungo lo spessore (fig. 3.2¢ sono contemporaneamente investiti dal laser;
guesti vengono caricati “adiabaticamente” in modie tthe gli elementi adiacenti non risentano
della conduzione di calore (vengono deselezionagbiuzione); alla fine di ogni load step vengono
poi registrate le temperature finali raggiunte daj¢menti caricati. La seconda analisi consiste

nell'applicare queste temperature ai rispettivi in@d nell’ istante iniziale dell'intervallo di
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integrazione, per poi simulare il raffreddamentaldiata pari ait relativo al load step della prima

analisi.

AN

APR 17 2007
17:19:29

(fig. 3.21: elementi caricati in un singolo loa@p)

Queste due analisi successive sono servite pexragep due fenomeni che in realta
avvengono contemporaneamente: cioé il riscaldamdato dalla sorgente e il raffreddamento
attraverso il metallo circostante. Nel primo passala il carico termico e si impedisce che si
propaghi nel mezzo circostante; la registraziorle demperature raggiunte € come una fotografia
istantanea che memorizza I'energia addotta allindel load step. Nella seconda analisi si lascia
“diffondere” I'energia termica contenuta negli elemti caricati e si registrano le temperature finali
ottenute alla fine dello stesso load step.

A conti fatti si vede che, nel caso della mesh namero doppio di elementi, 'elemento
generico a parita di calore addotto si raffreddandino perché ha meno tempo a disposizione
all'interno del singolo load step. Al'aumentarel d@mero di elementi la temperatura ottenuta é
sempre piu vicina a quella reale (valore puntuplEthé risulta da una media fatta su Ax e
quindi su unAt sempre piu piccolo. Se si considerano mesh piderda temperatura sui nodi e
indicativa dello stato di una scia dietro la sotgecioe di una media spaziale (mediata suAtn
maggiore e quindi piu bassa) piuttosto che di uaredastantaneo della sorgente medesima.

Quando si conferisce il calore ad una fila di edathcome in fig. 3.21, effettivamente si
introduce una semplificazione poiché non si considie conduzione degli elementi adiacenti come
se il calore fosse fornito dal laser in modo istaeb: tale approssimazione & accettabile perché la
velocita con cui il laser scalda il metallo € samuente maggiore di quella con cui questo si

raffredda per conduzione.
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Da tutto questo discende il fatto che bisognerednlegliere come dimensione longitudinale
degli elementi che rappresentano il cordone la reimmssibile; tuttavia per evidenti ragioni di
calcolo non si puo andare sotto una certa tagleiwce della sensibilita acquisita con questerpro
preliminari si ritiene opportuno attestarsi intomamillimetro anche in considerazione delle future
esigenze da soddisfare in sede di definizione aelatho strutturale.

Tutto questo spiegato qualitativamente e riassimtoaniera sintetica nel grafico di figura
3.22 dove si confrontano le temperature massimgiuate in tutti i load step per i due modelli : la
curva con valori inferiori € quella relativa al netid con elementi di grandezza doppia (come pure
la durata del\t di integrazione) rispetto all’altro.

confronto temperature massime
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o
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©
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(fig. 3.22: confronto di temperature massime nebogdismesh diverse)

Tutte queste considerazioni sono il risultato'ohelagine che é stata svolta dopo che si era
visto che un modello preliminare termico soltargorico per tentare di riprodurre quello riportato
in [52], non dava gli stessi risultati. In fig. 3.2 riportata la geometria di questo modello con
l'indicazione delle dimensioni principali. Sottoéiimmo che il lavoro in [52] é stato svolto usando
ABAQUS: cio significa che le strategie di soluzioméa mesh utilizzata non sono sempre state le
stesse. Adesso e possibile una valutazione crifiga risultati ottenuti con questo modello
preliminare. Visto che la temperatura e sensilie densita di mesh, non ci si puo aspettare una
perfetta corrispondenza poiché le mesh non son@letamente sovrapponibili. Inoltre il campo di
temperatura € in parte dissimile anche perché b sielle piccole differenze relativamente alle

proprieta del materiale che non si sono potuterichidefinitivamente.
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lunghezza = 160 mm
larghezza = 100 mm
spessore = 26 mm

spessore fondo cianfrine = 4 mm

(fig. 3.23: geometria del modello preliminare)

Si riporta nella fig. 3.24 il risultato ottenutorc ANSYS, che come si diceva si discosta da
quello riportato in [52] con temperatura massimgrmo ai 9000 °C. Tale risultato € solo
esemplificativo e non puo essere idoneo a qualdidganostro modello: indipendentemente dai
valori assunti per le grandezze termiche in fagaidia con tutte le problematiche che abbiamo
esposto, questo valore di temperatura, come guo#kmuto da noi di circa 7510 K riportato in fig.
3.24, ci sembrano fortemente irrealistici (il matkr a quella temperatura € evaporato: i tecnici
sperimentali del Centro Ricerche ENEA di Faenzrigtono della formazione di nebbia attorno al
fascio laser il che non permette di definire unasmente una temperatura in quella zona). Possiamo
dire soltanto che il fatto di non conoscere il calspecifico in fase liquida non dovrebbe essere
molto grave poiché in letteratura si e visto cheidckel che e di gran lunga il principale costitteen
dell'Inconel ha un calore specifico poco varialmtd passaggio da solido a liquido. Poiché il codice
estrapola il valore della pendenza dell’entalpiiestremo dellintervallo (il che equivale a
considerare costante il valore del calore spec#ic®lla densita ), il calcolo della temperaturbane
zona di fusione e la sua distribuzione nelle zahacenti non dovrebbe essere parecchio falsato.
Questo modello preliminare é stato ottenuto impdoemna potenza termica di 4 kW con
un’efficienza del 60% come consigliano i tecnici tboratori dei Centri ENEA: inoltre questa
potenza non e stata addotta uniformemente lungpdsgsore: la ripartizione € avvenuta per mezzo

di alcune percentuali dedotte empiricamente e t@pidn [52]. Questo e solo una riproduzione di un
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calcolo svolto in precedenza: nel prossimo capisblavra modo di riferire sulle prove sperimentali
effettuate per arrivare ad una migliore verificlalenodellazione effettuata.

ANSYS 10.0
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(fig. 3.24: contour plot di temperatura)
Tuttavia queste considerazioni svolte nel castadaldatura laser possono senz’altro essere

estrapolate al caso della saldatura TIG perchéettwamente si ha a che fare sempre con lo stesso
problema ossia quello di riprodurre un carico diumee che si sposta lungo il futuro cordone

saldato.
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3.7 MODELLAZIONE DElI FENOMENI CONVETTIVI E RAD IATIVI

Dopo aver esposto il procedimento di applicazidelecarico, ci sembra opportuno ricordare
gli ulteriori aspetti fisici del problema che sostati considerati: cioé la simulazione del calore
scambiato per convezione dalla piastra metallica l@mbiente circostante e quello perso per
irraggiamento nel fondo della cava dal materialsofuLo scambio convettivo con I'ambiente
circostante e stato modellato poiché, siccomegsaldatura € molto importante il raffreddamento,
anzi é in questa fase che si esercita la maggifiieenza sul campo di tensione residuo, la perdita
di calore per convezione influenza sia i gradid@etimici interni sia i tempi lunghi tipici del
raffreddamento. Lo scambio termico per irraggiamept anch’esso da considerare viste le
temperature raggiunte (dell’ordine dei 2000 °C)anebna di fusione e questo fenomeno influenza
molto il campo ed il gradiente termico in quellanao Tuttavia I'aggiunta dell’irraggiamento
appesantisce il modello poiché c’é la dipendenziiedergia termica scambiata dalla quarta
potenza della temperatura.

L’introduzione di tali elementi superficiali € irmpgante ma non dobbiamo dimenticare che
si stanno trascurando fenomeni ugualmente rileamtie per esempio gli aspetti cristallografici, la
forma del bagno di fusione, i fenomeni convettivsao interno e cosi via; tuttavia tali omissioni
erano implicite gia in fase di definizione del mthde consapevolmente ammesse: al fine pero di
una fedele riproduzione del campo termico e congeedo l'importanza che assume sugli
spostamenti e deformazioni, si sono voluti aggivegguesti aspetti poiché sono relativamente
facili da implementare per arrivare ad una modalle piu completa compatibilmente con gli
strumenti disponibili in ANSYS.

Gli elementi presenti in ANSYS che consentonoitautazione di questi fenomeni sono i
SURF152 che possono essere usati per vari cadcéifetti superficiali anche simultanei. Possono
essere disposti sulle facce di un elemento 3D’aralisi termica. L’'elemento € definito da quattro
fino a nove nodi e dalle proprieta del materiale. “&xtra node”, lontano dall’elemento base, puo
essere usato per gli effetti convettivi e radiatsg si usa “I'extra node” (come ¢ il nostro casa),
sua temperatura serve a riprodurre quella del dlumdlisturbato. Inoltre quando € usato per la
radiazione, I'extra node ancora rappresenta la ¢éeatpra del fluido indisturbato; I'emissivita della
superficie € invece immessa come proprieta del nafgeed e stata scelta sulla base dei valori
riportati in letteratura che verranno evidenziatando si descriveranno le prove sperimentali.

Per il nostro modello lo scambio convettivo viettiibuito a tutta la superficie delle piastre

da unire escludendo al piu le parti a contatto iceimcoli (oppure attribuendo a queste ultime un
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coefficiente di scambio laminare che sia equiva&eait calore scambiato per conduzione) e le
superfici disposte lungo lo spessore lontane daifea di saldatura; lo scambio per irraggiamento &
modellato invece sulla superficie del cordone fusmistruzioni all'interno del codice ANSYS per
una corretta simulazione di questi due fenomeno ssiate collaudate su modelli molto semplici
prendendo come parametri i valori riportati in dedtura. Anche per questi elementi & stata
utilizzata la tecnica “birth and death” come si iedh seguito. Infatti questi elementi sono dispost
sulla superficie del cordone, ed e bene che sidivd $olo quando passa la sorgente, per snelhire u

po’ il calcolo.
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3.8 SIMULAZIONE TERMICA DELLA SALDATURA LASER

E’ stato considerato un altro aspetto importantgoé quello di prevedere gli elementi di
contatto disposti sulle superfici affacciate deiedembi da saldare: questo perché durante il
passaggio della sorgente mentre una qualsiasi pmida essere interessata da metallo fuso,
'andamento dei ritiri puo essere tale da far @vatt due lembi in una zona che ancora deve essere
saldata: in fig. 3.25 con un restringimento grafien bordi degli elementi si vedono quelli centrali
interessati dal passaggio della sorgente di caoadiacenti ad essi sono collocati degli elementi
superficiali di contatto (CONTA169 e TARGE173) akevono impedire la compenetrazione nelle
zone ancora da saldare.

Se i due lembi da saldare hanno un gap trasvenséte le due superfici che devono essere
rivestite con tali elementi devono essere geonstrente coincidenti: invece si vede che questi
elementi hanno un distacco pari alla dimensionsvasale degli elementi del cordone: cio puo
essere fatto poiché si impone nella dichiarazioeglicelementi contact un offset della superficie
pari alla dimensione trasversale degli elementi ¢he saranno resi “death” nell'analisi strutturale
(cioé i nodi della superficie target stanno sultesso piano geometrico dei nodi spostati della
superficie contact). Quindi con una opportuna acekll’'offset della superficie contact si pud
simulare la saldatura nel caso in cui i due lensbsaldare presentino un gap non nullo.

Si é scelto di procedere in questo modo per cot@atklla manipolazione del modello:
infatti avendo scelto di simulare il cordone coraisola fila di elementi non si sarebbero potuti
piazzare questi elementi di contatto in mezzo atjuca fila di elementi del cordone.

Inoltre & necessario fare un’altra precisaziongstp unica fila di elementi centrali serve a
considerare il metallo fuso in totale cioé quellsd della piastra base e I'eventuale metallo
d’apporto; per I'analisi strutturale non importaegta distinzione perché dopo la fusione viene
annullata la deformazione precedente e cido nonigtfe sulla deformazione finale e sulle tensioni
residue; anche per I'analisi termica il materialapgorto e quello base devono essere tenuti in
conto fin dall'inizio, poiché entrambi partecipamad’assorbimento di calore: questo € proprio

guello che abbiamo effettivamente fatto noi considdoli pero in maniera indistinta.
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(fig. 3.25: disposizione degli elementi di contatto

In breve riassumiamo come si procede nell'anafismaniera operativa (fig. 3.26) che
risulta congruente con quello riportato nel diagmeama blocchi menzionato all'inizio del capitolo:
prima si esegue l'analisi termica dove, come abbigm detto, gli elementi termici del cordone
sono tutti five” poiché tutto il materiale partecipa completameatéassorbimento del calore
(condizione riconducibile alla situazione di fig28); poi nell’analisi strutturale durante il geicer
load step avremo che gli elementi (cambiati da i@renstrutturali) del cordone che ancora devono
essere investiti dalla sorgente di calore sono“desith” e gli elementi di contatto adiacenti a sfue
ultimi sono resi “live” proprio al fine di impedid@a compenetrazione.

Per ogni elemento che appartiene al cordone e dctat@ gia investito dalla sorgente alla fine di
ogni load step si verifica se la temperatura dii tusuoi nodi € inferiore alla temperatura del
liquidus: se cid avviene I'elemento viene riattivato altritigimane disattivo a simulare ancora |l
metallo fuso e quindi senza rigidezza. Gli elemdntiontatto adiacenti a questi ultimi elementi del
cordone sono resi “death” poiché ormai il metalldiventato un unico volume (indipendentemente
dallo stato liquido o solido in cui si trova il neaale) e quindi non ha piu senso pensare alla

compenetrazione.
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propri nodi

elementi strutturali che devono
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distaccati

elementi di contatto resi
"death” perché i lembi
sono gia fusi

elementi di contatto ancora
"live" per impedire la
compenetrazione nella zona
da saldare

(fig. 3.26: stato istantaneo degli elementi relasivcordone)

Il fatto di scegliere come temperatura di riatziede quella del liquidus piuttosto che quella
del solidus e del tutto arbitrario: in ogni caseahie la permanenza nella zona bifasica il material
ha poca capacita di prendere carico e quindi I'waa storia di deformazione che si potrebbe
trascurare e di entita minima: il fatto di attrikaial materiale nella zona bifasica o le proprieta
meccaniche del liquido (se disponibili) o quellg@elate (prossime alla temperatura di fusione) del
solido non comporta grosse variazioni di risultato.

In effetti quando durante l'analisi strutturale smula la parte di cordone ancora non
investita dalla sorgente con elemé€feath” si sta implicitamente trascurando il loro conttdou
alla dilatazione termica totale, cosa che non ikaléc quanto e effettivamente presente il metidlo
guel volume e nonostante che siano state calcokdk@nalisi termica le temperature dei rispettivi
nodi (utilizzate per calcolare le deformazioni tefa agli elementi adiacenti al cordone): tuttaaa,
conti fatti, con i valori dei coefficienti di dilazione utilizzati il contributo mancante del megall
disattivato all’allungamento totale sarebbe in teealell’ordine del micron e quindi del tutto

trascurabile.
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Una ulteriore puntualizzazione riguarda l'utilizeella tecnica delle ampie deformazioni.
Abbiamo gia detto che gli elementi “death” in réatton € che non sono presenti nel modello fem,
essi sono disattivati abbattendo la loro rigideZzalore specifico, conducibilitd termica o
qualunque altra analoga quantitd) di un fattordtscaall'utente (dell'ordine di 18-10°). In
prossimita del bagno di fusione si possono veri§iGganpie deformazioni: cido porterebbe a pensare
di attivare le ampie deformazioni (comando NLGEQGN)nodo tale da simulare questo effetto. In
guesto caso tuttavia non si e seguita questa spaidhé quando il metallo esperimenta le elevate
deformazioni, queste con l'aumentare della tempesathon danno elevate tensioni per la
progressiva diminuzione della rigidezza (metallouttiralmente inattivo) e quando si arriva a
fusione le deformazioni si annullano. A queste defioni nulle corrispondono perd un campo di
spostamenti non nullo: Inoltre, e ancora piu imgate, se fossero attive le ampie deformazioni
'elemento verrebbe riattivato nella configuraziodeformata che si otterrebbe seguendo gli
spostamenti degli elementi attivi: cio introdurreblna variazione di volume e, considerando che
'elemento é stato disattivato a temperatura antbierriattivato alla temperatura di solidificazipne
anche una variazione di densita che comporterebbesoduplice causa di variazione di massa.
Tutto questo non si verifica nella realta e quisde scelto di compiere I'esecuzione del calcolo
sulla base della configurazione indeformata. Cioéoea il riscaldamento e la dilatazione sono due
fenomeni che sono fisicamente contemporanei mavehgono riprodotti I'uno successivamente

all'altro nella logica numerica: di qui la neceadili trascurare la tecnica delle ampie deformazioni

109



3.9 SIMULAZIONE TERMICA DELLA SALDATURA TIG

Nel caso del TIG il ragionamento e simile al lagesia sono stati definiti gli elementi che
riproducono il cordone e che riempiono il cianfrinnizialmente anche nella analisi termica tali
elementi sono resi killed e vengono poi riattivatsequenza; essi sono disposti a strati orizziontal
(fig. 3.27) e sono tanti quante sono le passat&in@ola passata é suddivisa in tanti load steptqua
sono gli elementi in direzione longitudinale; achogpad step si aggiunge un tratto del cordone
rappresentato da una fila trasversale di elemelatiiva ad un solo strato; a tali elementi nelirge
della riattivazione (comando EALIVE) viene conferiin carico termico di volume con modalita in
tutto analoghe a quelle del laser. Su ogni straedetnenti relativo ad una passata e stato didimara
uno strato superficiale di elementi relativi aldggiamento (fig.3.28): questi ultimi vengono resi
live contemporaneamente ai corrispondenti elementidesaesottostanti e vengono rekilled

definitivamente alla fine della passata a cuifsriscono.

(fig. 3.27: volume del cianfrino costituito da elemti killed che vengono riattivati a strati)
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(fig. 3.28: elementi superficiali destinati allarsilazione dell'irraggiamento per ogni passata)

Nella figura 3.29 c’é un’altra vista di una padeun modello preliminare: tra la zona
grossolana e quella fine non sono riportati maoaiosgli elementi superficiali di contatto che, per

guello che abbiamo esposto sopra, servono perndaeole sue regioni.

(fig. 3.29: disposizione degli elementi della piast del cordone)
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La saldatura TIG € in tutto analoga al laser gquezicerti versi risulta anche piu facile da
simulare. Ferme restando tutte le schematizzazionalcolo che abbiamo elencato nei paragrafi
precedenti, evidenziamo il fatto che nel caso d& ih una singola passata viene riattivato uno
strato di elementi; in fig. 3.27 vediamo tutti glementi che sono destinati a riempire il cianfrino
sono 15 strati come il numero delle passate. Nebito della singola passata gli elementi “killed”
che fanno parte di uno strato vengono riattivatifpe trasversali (4 elementi per ogni load stdp):
singola striscia di elementi viene riattivata imnaggimente prima di essere caricata nell’ambito di
un unico load step.

Data la pesantezza del calcolo sono state effetjparecchie prove preliminari simulando
un’unica passata TIG al fine di calibrare il modebenza stare a riportare le problematiche r&ativ
all'uso corretto dei vari comandi, diciamo che atstverificato qualitativamente la corretta
dichiarazione delle proprieta del materiale, degjémenti di contatto, e delle procedure di
attivazione e disattivazione degli elementi.

Una ulteriore serie di prove ha riguardato la etar definizione dell'intensita della sorgente
di calore e per tale fine sono state eseguitenhellszioni termiche per le prime passate. Abbiamo
detto che le modalita di riproduzione della potetaamica sono state ampiamente analizzate e
collaudate: tuttavia non possiamo sapere a prioaiege il rendimento della sorgente: cioé nota
(non sempre in tutti i casi) I'energia assorbita @lapositivo di saldatura, non possiamo risalire a
calore effettivamente assorbito dal metallo; pemcun € possibile nessuna correlazione tra il \ealor
delle grandezze in ingresso (potenza del laserrepypaitaggio ed amperaggio della saldatrice ad
arco o TIG ecc) e l'intensita delle stesse grandeffettivamente utilizzata. Per noi la sorgente di
calore € da rigurdare solo come un numero chedym® I'energia utilizzata senza sapere nulla su
guella messa a disposizione dall’apparecchiatudasece: sara poi analizzata dopo la correlazione
empirica tra il valore numerico della sorgente cipgoduce una data prova di saldatura con i
parametri impostati a monte del dispositivo di atlda. Quindi questa ultima serie di prove
preliminari ha riguardato la determinazione detéimsita della sorgente da attribuire al modello per
riprodurre fedelmente il segnale della termocogaper quanto riguarda la temperatura massima

sia per quanto riguarda I'andamento durante itedilamento.
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Fatte queste dovute precisazioni, riportiamo dapgrun contour plot di temperatura
relativo ad un generico istante (fig. 3.30) peredan’idea del campo di temperatura:

ANSYS 10.0

JUN 22 2007
12:18:42

NODAL SOLUTION
STEP=67

SUB =3
TIME=644.75
TEMP (AVG)

AVRES=Mat

=300

=1158
300
395.282
490.564
585.845
681.127
776.409
§71.691
966.973
1062
11538

BOCORE0NN 22

(fig. 3.30: countour plot di temperatura della satdra TIG)

Queste affermazioni sono solo introduttive: nelsgimo capitolo quando si esporra il confronto tra
i risultati numerici e quelli sperimentali si avraodo di evidenziare altri commenti circa |l

funzionamento del modello.
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3.10 SIMULAZIONE STRUTTURALE DELLA SALDATURA LA SER E TIG

Le considerazioni relative alla analisi strutterabno sostanzialmente valide sia per il laser
che per il TIG. | modelli sono geometricamente ta@noccorrono solo alcuni interventi che ci
accingiamo a descrivere brevemente. Per modellas@mportamento del materiale si € scelto di
assegnare le curve sigma-epsilon bilineari per gglure di temperatura: nella fig. 3.31 € riportato

il solo tratto plastico per chiarezza essendo quetdistico molto contenuto.
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(fig. 3.31: curve sigma-epsilon bilineari -trattéagtico- del'INCONEL625)
Il coefficiente di dilatazione termica e definitovece come in fig. 3.12. Una breve digressione é

necessaria per la corretta definizione di talefaonehte. | dati disponibili relativi al coeffici¢a di
dilatazione termica lineare, riguardano i valoridnéntegrali) tra la temperatura di riferimento
(strain free) cioe la temperatura di laboratoripaatire dalla quale si effettuano le misure e la
temperatura in esame. Se si adoperassero questisdabnsidererebbe implicitamente che le
deformazioni termiche sono calcolate a partire desta temperatura. Ma non necessariamente la
temperatura di inizio saldatura € uguale a quella aui si dichiarano le misure di laboratorio. In

Ansys e disponibile un comando (MPAMOD) che permdtpassaggio dalla specificazione data
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dal fornitore a quella necessaria per effettuacalitolo. Per noi € come se ci fossero due maiterial
uno relativo al metallo base conrkference temperaturéata dalla temperatura ambiente e I'altro,
relativo al materiale d’apporto, con laference temperatur@ari alla temperatura di fusione
dell'Inconel. | due materiali (di cui uno fittiziddanno gli stessi coefficienti medi di dilatazione
termica: ma se si prende un set di valori medi éowvsecanti), quando questi devono essere
ridefiniti a partire da un‘altraeference temperatuyesi ottiene alla fine un altro set di valori
completamente diverso dal primo. Nelle figure 3683.33 ci sono le curve che si ottengono
ponendo comeeference temperaturla temperatura ambiente (dichiarazione per il Hretaase)

nel primo caso, e la temperatura di fusione (drelzine del materiale relativo al cordone
depositato) nel secondo caso.
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(fig. 3.32:coefficiente di dilatazione termica pemetallo base)
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(fig. 3.33:coefficiente di dilatazione termica pemetallo d’apporto)

Il passo successivo consiste nel cancellare ginehti SURF152 relativi alla simulazione
della convezione e dellirraggiamento; vengono plchiarate le opportune keyoption degli
elementi CONTA173 e TARGEL170 relativi alla connessi di mesh diverse perché in questo caso
devono essere collegati gli elementi strutturalzieme quelli termici: questi ultimi (SOLID70)
vengono cancellati e vengono dichiarati i SOLID46écgli elementi esaedrici ad otto nodi
strutturali. Vengono imposte le opportune condizinvincolo a seconda del caso sulle due facce
laterali e infine vengono resi “killed” gli elememtel cianfrino. Questi ultimi sono, come abbiamo
riportato in fig. 3.27, disposti in strati; ognrato rappresenta una passata e per ogni load iste@ v
riattivata una “striscia” trasversale di elemerdlld strato: cio corrisponde alla deposizione di un
singola goccia di materiale fuso; agli elementitiéati vengono assegnate le temperature, calcolate
nell’analisi termica, come carico di volume nodale.

Nella figura 3.34 e riportato il contour plot delnspo di spostamenti totale (USUM) relativo ad una
simulazione preliminare; all’epoca di queste simidai preliminari il tempo per I'esecuzione del
calcolo era ragguardevole soprattutto nel casdtstale: tale calcolo (relativo a 3 passate) aveva
richiesto circa 4 giorni di tempo su un PentiunR3 8.2 GHz — 2 Gb Ram. Inoltre ricordiamo che

sulla stessa macchina il modello termico relativpassate “correva” in poco piu di 10 ore.
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(fig. 3.34: countour plot del campo di spostaméutiile alla fine della terza passata)
Nella figura 3.35 e riportato il contour plot rl@ agli spostamenti verticali sempre alla
fine della terza passata. In prima approssimaziooie si vedra meglio in seguito, si puo dire di
aver riprodotto il fenomeno almeno per quanto ndad'ordine di grandezza.
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(fig. 3.35: countour plot del campo di spostamestiticali alla fine della terza passata)
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3.11 ANALISI PARAMETRICA DELLE GRANDEZZE TERM OFISICHE

Abbiamo sottolineato piu volte l'importanza deltarretta riproduzione del campo di
temperatura: in effetti questo ci & stato in pameedito poiché non sono note le caratteristiche
termiche in fase liquida: e possibile provare aradgiurre i calori specifici a partire dalla
composizione percentuale dei singoli elementi, ob& siano i rispettivi calori molari, ma questo
porta a una determinazione che e parecchio lorttanaalori che si hanno alla fine della fase solida
e che quindi non & convincente utilizzarla. Nonepdb fare diversamente, abbiamo pensato di
variare parametricamente la grandezza entalpiapehecome e definita comprende sia il calore
specifico che la densita. Tale grandezza e diitipegrale per cui variando arbitrariamente di un
solo punto percentuale il suo valore finale (ultiponto del tratto in fase liquida di fig. 3.5)
effettivamente si impongono variazioni percentusdinsibili dei valori finali delle funzioni
integrande (densita e calore specifico). Quindimpum disponendo di tutti i suoi valori reali, siamo
fiduciosi di poter trarre conclusioni adeguate aulbstra scelta delle proprieta termiche in fase

liquida.

AN

(fig. 3.36: modello fem adoperato per I'analisi parnetrica)
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Ricordiamo tuttavia che i fattori che influiscosalla distribuzione delle tensioni residue
sono numerosi come ad esempio: il processo di tsafdaitilizzato, la geometria del giunto, lo
spessore degli elementi saldati e le condizionrikcolo. Quindi si ricorre ad una sola analisi di
sensibilita del modello alle proprieta termiche @ poter isolare l'influenza di questa varialsiie
per esigenze di semplicita del modello (saldatastata testa tra lamiere con giunzione simmetrica
rispetto alla mezzeria) e di snellezza del calcelativamente ai tempi impiegati.

Poiché questo problema riguarda il metallo fusg@enerale, qualunque sia la sorgente di
calore, abbiamo preferito eseguire questa anaisimetrica su un modello di saldatura laser (senza
considerare il materiale d’apporto) e quindi corfdeilitazione di non dover utilizzare la tecnica
“birth and death” in ambito termico. Il modello gubyato e riportato in fig. 3.36: le dimensioni
sono 100mm in lunghezza, 200mm in larghezza e 1@hgpessore.

Sono stati considerati complessivamente 3 cagriho € considerato di riferimento ed in
esso si sono adottate le stesse definizioni deénaé¢ che abbiamo riportato sopra. Poi & stata
considerata una variazione del valore finale deféipia di +2%; per quello che abbiamo scritto
sopra questa variazione incide anche sui valon fiall’'intervallo di definizione poiché nel caso d
grandezze integrali Ansys estrapola la pendenzdefi@ non il valore finale.

Per cui i valori attribuiti di volta in volta al ndello sono stati:

entalpia finale (riferimento) 1.49879%0 Temperatura: 2350 °C
entalpia finale (-2%) 1.46881 10
entalpia finale (+2%) 1.52876 10

Ricordiamo che a queste variazioni di entalpiaispondono variazioni del calore specifico
di circa il 10 % (mantenendo costante la densitél)é significa che si riesce a simulare una ampia
indeterminazione delle grandezze termiche e fisicHase liquida.

Gia nell'analisi termica si vede che il campoeatnperatura risulta sostanzialmente invariato
poiché la variazione dell’entalpia riguarda solaltimo tratto ed e relativo solo agli elementi del
cordone che risentono delle temperature elevatdrar@ando le distribuzioni ottenute si vede che
sono in tutto simili (le fig. 3.37 e 3.38 si rifscono al caso -2% e +2% rispettivamente avendo
riportato solo il set di elementi relativi al fondaad un fianco del cianfrino).

Quindi gia questo risultato ci porta a dichiarahe €orti variazioni del calore specifico (z10%) in
fase liquida portano a variazioni contenute detB§ma (x2%) che producono a loro volta
variazioni solo localizzate di temperatura. Bisagneedere poi che influenza hanno queste
variazioni di temperatura in ambito strutturale imsquale e il loro contributo in termini di

deformazioni e tensioni.

119



NODAL SOLUTION ANBYS 10.0

30 2007
: 065: 13

§TEP=40
SUB =4
TIME=30
TEMP (AVE)
REYE=0
SMN =293
M =1816

462.248

NODAL SOLUTION

STEP=40
SUB =4
TIME=30
TEME (BVG)
RSY¥YS=0

SMN =293
SMX =1815

631
462.141

(fig. 3.38: contour plot di temperatura relativo @hso (+2%))
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Si ottiene, a conti fatti, che anche il campo disgpmenti risente di modestissime variazioni. Nelle

figure 3.39 e 3.40 si nota che i valori finali degpostamenti sono sostanzialmente analoghi nei due
casi.
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BMH =

a .270E-03 L541E-03 .B811E-03 .001081
.135E-02 .408E-03 LETEE-03 . 946E-03 .001z17

(fig. 3.39: contour plot degli spostamenti totdliSUM) relativo al caso (-2%))

NODAL SOLUTION ANSYS 10.0

— oer 20 2007
SUB =1 ) )
TIME=T7261

UsuM (RVG

R3Y¥5=0
DMX =.0Q

i] J272E-03 .544E8-03 .8168-03 .oo1o0sa
-136E-03 -408E-03 -GB0E-03 -B52E-03 -001zz4

(fig. 3.40: contour plot degli spostamenti totdligUM) relativo al caso (+2%))
Si vede in questo caso che il cianfrino si apregetto della scelta di posizionamento dei

vincoli: cioé sono stati vincolati gli spostamedéi nodi degli estremi laterali nella parte in lmass
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dopo aver rimosso i vincoli si esegue un ultimallsgep proprio per simulare la deformata finale in
seguito al disancoraggio del provino.

In ogni caso resta confermata la scelta di pormmamiera arbitraria il valore dell’entalpia in fase
liquida: poiché questo non influisce in manierangigativa sullo stato di deformazione finale del
giunto dato il modesto cambiamento del campo tesreiquindi dell'integrale degli allungamenti

su tutto il volume.

Si ritiene opportuno evidenziare un fatto numericoportante la cui rigorosa
implementazione e necessaria per simulare corretitaml fenomeno fisico. Abbiamo gia detto
della necessita di piazzare gli elementi di coatatti due lembi da saldare: gli elementi di contatt
sono uniti a quelli centrali del cordone ed é dichio un offset della superficie target pari allo
spessore centrale in modo da simulare la battutieidi quando si muovono. Inoltre tali elementi
di contatto vengono resi “killed” quando passadegente poiché il metallo e fuso e per la zona sul
retro della sorgente non € piu necessario impdalicempenetrazione visto che il materiale e fuso e
quindi fisicamente continuo. La procedura di pregrea disattivazione degli elementi di contatto
adiacenti al cordone e eseguita contemporaneana¢mqcesso di carico termico per ogni load
step. Si vede a risultato ottenuto che tale implea®one € matematicamente corretta poiché si
ottiene il progressivo schiacciamento del materfako per effetto del riscaldamento di quello
laterale (ricalcamento a caldo) mano a mano chsotgente avanza: in fig. 3.41 abbiamo una
esemplificazione relativa al caso che abbiamo detsere di riferimento in cui e riportato il contou
plot relativo ai nodi degli elementi che compongdnfondo del cianfrino (cioé il fondo della gola
nelle figg. 3.39 e 3.40). Di questo aspetto delofeano possiamo avere solo un riscontro

gualitativo non potendo verificare sperimentalmeate situazione.

NODAL &O0LUTICON ANEYE 10.0
NOV 16 2007

STEP=64 14:53: 31

SUB =1

TIME=48

USUM (AVG)

REYE=0 e
DMK =.239E-03

&MN =.298E-04

SMx =.Z23%9E-03

——
.29BE-04 . 764E-04 .123E-03 T1708-03 .Z16E-03
.531E-D4 .997E-D4 .146E-03 .193E-03 .2398-03

(fig. 3.41: contour plot degli spostamenti dellgiene plasticizzata del cianfrino)
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CAPITOLO 4
RISULTATI NUMERICI E SPERIMENTALI

4.1 GENERALITA SUGLI ESPERIMENTI EFFETTUATI

Una volta che sono stati messi a punto tutti fglimenti matematici che abbiamo descritto
nel capitolo precedente, si puo passare ad espaoisaltati numerici e sperimentali ottenuti. A
partire da una fornitura grezza, sono stati ridadkitprovini sia per la saldatura laser che pesilqu
TIG. Le dimensioni scelte per il provino sono stdéttate da quelle di questo semilavorato: e cioé
un disco ottenuto da un cilindro pieno. Le dimensimassime ottenibili sono cosi quelle riportate
nella fig. 4.1.

lunghezza cianfrino =200 mm
larghezza totale piastre =240 mm
spessore piastre =26 mm

larghezza fondo cianftino = 8 mm
larghezza massima cinfrino = 12 mm

(fig. 4.1: modello solido delle piastre)

Si ricorda che questo lavoro di sperimentazionpdide della progettazione della macchina
tokamak per lo studio della fusione nucleare denatai IGNITOR. La saldatura € relativa alla
giunzione dei vari settori che compongono la candaavuoto del tokamak. Lo spessore delle
piastre (26 mm) e dato dai risultati del calcolutstirale in condizioni operative relative a tutia
camera, le dimensioni locali del cianfrino derivatall'esperienza maturata la JET. In effetti il

cianfrino e stato pensato cosi perché dapprimaesiege la saldatura di radice (di chiusura) da
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eseguire con il laser e poi si prevede il successampimento con alcune passate TIG. Nella fig.
4.2 e riportata una vista in sezione del partieotiglla giunzione.

!

i

‘ @)
Laser Nd Yag [ $

olgd

1084

(fig. 4.2: vista in sezione della giunzione dellanera da vuoto)

4.2 PRIMO TEST: PRIMA SALDATURATIG

Sono state effettuate anche alcune prove prelmnea calibrare la strumentazione: ma di
esse non si possiede nessun risultato sperimehtaf@ima prova oggetto dell’analisi riguarda un
provino come quello di fig. 4.1 in cui e stato aolo scavato il cianfrino senza I'apertura di radic
come se fosse gia stato saldato con il laser: guesthé si sa bene che il laser induce uno stato d
deformazione e tensione molto modesto data la lsie@ttita dell'impronta lasciata dalla sorgente,

0 MM

M | (I T [T |

(fig. 4.3: disposizione ed ancoraggio del provino)
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quindi si é considerata solo la prova TIG che ormhai parecchio tempo rappresenta la vera
preoccupazione della chiusura delle camera da \deittokamak. L’altra prova é stata completa ed
ha riguardato, sempre partendo dalla stessa gdamatchiusura al laser e il riempimento con |l
TIG.

In fig. 4.3 € riportata lo schema di ancoraggioedia fig. 4.4 vi € una fotografia della
disposizione reale prima della prova essendo etiidentermocoppie. Osservando la fig. 4.3,
ricordiamo fin da adesso che gli ancoraggi realn m@scono a trattenere il pezzo in senso
orizzontale poiché le forze che si sviluppano gt del restringimento trasversale sono rilevant
e non e possibile equilibrarle con il solo sfrutéamo dell’attrito tra il pezzo e le ganasce. Quindi
possiamo dire che i bulloni simulano bene I'incasir senso verticale ma non in senso orizzontale
come si € potuto constatare a prova effettuatandim sede di analisi numerica, parte strutturale,
si e deciso di porre degli incastri perfetti in lato del pezzo e dei carrelli nell’altro in modo da

poter permettere il movimento relativo in sensazwntale.

(fig. 4.4: provino strumentato per saldatura TIG)

Era stato pianificato di eseguire la singola p@sé200 mm) in circa 3 minuti cioé con una
velocita di circa 6.6 cm/s; in realta 'operato@nre riuscito a mantenere questo passo e allaifine
sono ottenuti i tempi riportati nella tabella 4iid realta in questa tabella sono riportati i tempiin

formato che sia idoneo per essere attribuito proatde al modello numerico, avendo gia messo

125



insieme i dati relativi ad ogni passata. Si € pastacontrollo su una termocoppia (la n. 13) e si é
ricominciato a saldare quando gquesta segnava umpetatura di circa 130°C. La durata della
saldatura sul singolo elemento ad ogni passatar€aita la durata del load step per quella passata
(quarta colonna della tabella 4.1); il tempo difrefdamento intermedio riportato nella seconda
colonna é importante per quanto riguarda la ger@razielle tensioni residue: pero visto che la sua
durata e variabile ad ogni passata si € decisai@pori di dividerlo sempre in 20 load steps: ttifa
guesto valore e il miglior compromesso che si gato dopo I'esecuzione delle prove preliminari

che si sono rese necessarie per ottenere la canzxg

_ velocita di tempo di durata somme
R tempo per tempo di della saldatura sul | successive dei
n . fredd i saldatura per inaolo el ¢ ; totali all
passata ogni passata | raffreddamento ogni passata singolo elemento empi totali alla
(s) intermedio (s) (cm/min) per ogni passata fine di ogni
(s) passata (s)
1 330 356 3.64 5.50 686
2 240 714 5.00 4.00 1640
3 162 586 7.41 2.70 2388
4 185 673 6.49 3.08 3246
5 155 617 7.74 2.58 4018
6 141 605 8.51 2.35 4764
7 154 670 7.79 2.57 5588
8 130 670 9.23 2.17 6388
9 145 631 8.28 2.42 7164
10 172 654 6.98 2.87 7990
11 150 676 8.00 2.50 8816
12 155 687 7.74 2.58 9658
13 150 648 8.00 2.50 10456
14 170 562 7.06 2.83 11188
15 215 151 5.58 3.58 11554
TTPAS TRI VELW TELW STTPAS

(tab. 4.1: tempi delle singole passate, di raffrecénto intermedio e totali)

Inoltre e conveniente riportare alcune informari@irca le parametrizzazioni della
geometria e del numero di divisioni utilizzate mebdello: alcune di esse le ritroviamo sia nel
modello laser che in quello TIG. Nella fig. 4.5ijgartata la definizione di alcuni parametri nela@as
del laser: sono evidenziati gli elementi di comtager I'unione di mesh con “taglia” degli elementi
diversa, gli stessi elementi di contatto piazzaii lembi per simulare il gap di saldatura, gli
elementi che rappresentano il materiale fuso diatafa, e le scelte piu importanti relative al
numero di divisioni sulle linee che permettono wénte di poter pilotare la grandezza degli
elementi all'interno dei vari volumi e di assicugigpoi una mesh mappata con esaedri regolari. Per
non complicare troppo la figura non sono stati emiati gli elementi superficiali (surf1l52) che

avvolgono tutto il modello e che simulano lo scamnt@rmico convettivo; sul cordone di saldatura
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sono piazzati anche gli stessi elementi che sinoularscambio termico per irraggiamento (con una
diversa definizione del set di keyoptions neces$ativalori scelti per i coefficienti che entrano
nelle leggi costitutive di questi due fenomenidisono stati:

Neony = 8 WInf K (coefficiente di scambio convettivo);
gen= 0.5 (coefficiente di emissivita);
Obo=5.7 108 Winf K (costante di Stephan-Boltzmann);

e sono stati desunti da [60] anche se sono padsaitré determinazioni. Il coefficiente di scambio
convettivo puo comunque essere differenziato trsuf@erficie inferiore (che e appoggiata e quindi
non scambia molto bene) e la superficie superibeeeclibera.

ndt

= conta173 e targe170 [
- per connessione di s il
1 mesh diverse o

TH1

= T e : Materiale fuso
\ b T o : 1 /] disaldatura

velw

contal73 e targel70
per il gap di saldaturg

ndiv th2

(fig. 4.5: schema geometrico e matematico dellaikirione laser)

Nella fig. 4.6 ci sono riportate alcune pecul@ritel modello di saldatura TIG. In questo
caso sono riportati gli elementi relativi ad un@si depositato e gli elementi superficiali (SUEL5
che simulano lirraggiamento: questi ultimi sonadenziati a parte ma sono attivati e disattivati
come gli esaedri sottostanti. Per il resto la geame il numero di divisioni sono in tutto iderte
al caso precedente. Ricordiamo ulteriormente chmugiutilizzare un vettore che da il profilo di
carico: questo perché sono state incontrate défleadta di convergenza all'inizio ed alla fine itk
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passata; infatti all'inizio non ci sono elementtdo la zona caricata che assorbono il calorelad al
fine non ci sono elementi davanti che lo smaltiscoDi conseguenza si verificano delle
temperatura massime piu alte nelle zone estremmdeello (in senso longitudinale) che possono
portare a difficolta di convergenza in abito stitdte poiché potrebbe aumentare la zona avente
valori di snervamento troppo bassi e quindi spostgiocali troppo elevati. Per evitare questo si e
pensato al profilo di carico riportato in fig. 4che e definito a partire dal numero di divisioni

longitudinali.

Elementi contact173 e target170

Filling material

surfl52

(fig. 4.6: ulteriori particolari del modello per $adatura TIG)

profilo di carico

s A
/ \

0.6

12

0.4

0.2

0 10 20 30 40 50

numero diload step

(fig. 4.7: profilo del carico durante tutta la pags)
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L’espressione di questa funzione é data da:

prof(i) =1-¢ 4 g {ndha-)

guandao e compreso tra 1ral; nel caso di fig. 4.Adl = 40.

Questo artificio € vero che serve per ottener&davergenza ma possiamo senz’altro
pensare di poterlo applicare nella pratica: ovyerssiamo pensare che I'operatore possa regolare la
macchina per saldatura affinché si abbia all’inizia entrata graduale della sorgente e alla fine u
altrettanto graduale disimpegno dal pezzo, progiritne di evitare forti riscaldamenti che possono
portare ad una non necessaria evaporazione delaneta

Nella fig. 4.8 é riportata la posizione delle tewuoppie sulla faccia superiore e nella fig. 4.9

la posizione di quelle inferiori disegnate soprati@to di elementi superficiali inferiori.

(fig. 4.8:posizione delle termocoppie superiori)

Nelle figure e riportata con precisione la posieiatelle termocoppie; il confronto e fatto in realta
non a parita di posizione geometrica ma con illtaga ottenuto sul nodo piu vicino alla posizione

129



occupata dalla termocoppia: si arriva ad uno sceln® nel peggiore dei casi € dell'ordine del
millimetro e quindi del tutto trascurabile.

(fig. 4.9: posizione delle termocoppie sulla fadciteriore)

La tabella seguente (tab.4.2) riporta le cooreiruile termocoppie prendendo come origine

il punto dove € piazzata la terna cartesiana euila dniziata sia la saldatura reale che quella

numerica.
num X (mm) y (mm) z (mm) | num X (mm) y (mm) | z (mm)
1 -15 26 150 13 20 0 150
2 -6 26 150 14 -14 0 100
3 10 26 150 15 -4 0 100
4 15 26 150 16 4 0 100
5 -15 26 100 17 14 0 100
6 -6 26 100 18 30 0 100
7 10 26 100 19 -20 0 50
8 15 26 100 20 -14 0 50
9 -20 0 150 21 0 0 50
10 -14 0 150 22 9 0 50
11 0 0 150 23 20 0 50
12 9 0 150

(tab. 4.2: coordinate di tutte le termocoppie)
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Tenendo in mente la procedura di attivazionedigdittivazione degli elementi del cordone e
degli elementi dell'irraggiamento come € stata d#amel capitolo precedente, passiamo senz’altro
ad esporre i risultati ottenuti.

Ricordiamo che il modello € composto da circa Zb8@menti e 18300 nodi; sono stati
effettuati 1200 load step su una macchina PentiyR) 8.2 GHz — 4 GB Ram ed il calcolo termico
e durato circa 22 ore; il file di risultati & drca 22 Gigabyte.

Fatte queste dovute precisazioni, riportiamo dapgrun contour plot di temperatura
relativo per esempio alla fine della quinta paséaga4.10):

HWODAL S0LUTION ANSYS 11.08P1

STEP=378
SUB =3
TIME=3396
TEME [AVG)
RaYE=0
SMN =300
SMx =2837

I - s @ I
300 550 250 1250 1563
500 800 1100 1400

(fig. 4.10: countour plot di temperatura della satdra TIG)
e nella fig. 4.11 c’e uno zoom sulla zona di saldaton evidenziato il materiale fuso (zona grigia)

I
300 €50 950 1250 1563
500 800 1100 1400

(fig. 4.11: particolare della zona fusa)
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Passiamo invece a confrontare I'andamento di temyp@ sperimentale registrato dalle
termocoppie con il risultato numerico.

L’indicazione piu diretta viene dall’analisi detgnale dato dalle termocoppie che stanno sul
lato inferiore delle piastre in posizione centralee quelle indicate con i numeri 11, 15, 16, 21:
infatti esse sono le piu vicine quando passa lgestie e questo fatto € stato utilizzato anche per
calibrare i tempi da attribuire al modello fem. Nefigure 4.12-4.15 sono riportati i relativi

andamenti. In blu sono riportati i segnali speritaénin colore fucsia quelli numerici.

termocoppia n.11
[

——numn.1l  ——sperim. n.11

1300

1100 -

900 -

temperatura (C)

700

\ \ \ &\ \ \
N WA VA VA NANIEANA AN N NN

300

0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 8000 9000 10000 11000
tempo (s)

(fig. 4.12: confronto tra valori sperimentali e nernci della termocoppia n. 11)
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temperatura (C)

termocoppia n.15

1400

1300

1200 -

1100 -

——num n.15

——sperim. n.15

1000

900

800 -

700 -
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NN NG

S

300
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7000

8000

9000 10000

11000

(fig. 4.13: confronto tra valori sperimentali e nenci della termocoppia n. 15)
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(fig. 4.14: confronto tra valori sperimentali e nernti della termocoppia n. 16)
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termocoppia n.21
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©
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(fig. 4.15: confronto tra valori sperimentali e nariti della termocoppia n. 21)

Si ottiene una piu che buona sovrapposizione eégnai a conferma della validita delle
scelte adottate; la temperatura massima € benddfieo e anche I'andamento durante i vari
intervalli di raffeddamento €& simultato con modesliscrepanza. Una piccola discordanza
temporale come nel caso della prima passata ragisdalla termocoppia n. 21 pud essere tollerata
(e simili scostamenti si verificano anche in a#tegnali non riportati) poiché la saldatura é stata
eseguita a mano e l'operatore non pu0 garantirevehacita di passata costante, mentre nella
simulazione abbiamo implicitamente supposto chevigenisse. Inoltre segnaliamo che nonostante
guesta piccola discrepanza durante gli intervalli rdffreddamento, possiamo considerare
accettabile la scelta dei valori del coefficientesdambio laminare dichiarati per gli elementi
SURF152 (presi dalla letteratura): € possibile lt@riore affinamento di tali coefficienti ma non ci
sembra necessario per gli scopi che ci siamo gieRgr quanto riguarda le termocoppie che stanno
sulla faccia superiore la riproduzione del segrsgderimentale non € piu molto soddisfacente.
Riportiamo per esempio i grafici delle termocopgpig nelle figure 4.16-4.19. A fronte di un
andamento qualitativamente analogo, si riscontrgeasibili differenze in valore assoluto
soprattutto per le temperature massime; probabtingh modello teorico non riproduce
correttamente la diffusivita del materiale cioé&attore k/jpc. Non possiamo perd aspettarci una
perfetta congruenza per quello che abbiamo sarét@apitolo precedente e cioe che quella che per
noi € la temperatura massima in realta e una irdeiome sulla temperatura media all'interno

dell’elemento.
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(fig. 4.16: confronto tra valori sperimentali e nariti della termocoppia n. 1)
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(fig. 4.17: confronto tra valori sperimentali e nencti della termocoppia n. 2)
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(fig. 4.18: confronto tra valori sperimentali e nariti della termocoppia n. 3)
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(fig. 4.19: confronto tra valori sperimentali e nariti della termocoppia n. 4)
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Un’ultima precisazione puo essere fatta osservaidole termocoppie che si trovano affacciate
sullo spigolo dellincavo dato dal cianfrino, peseepio la n.2, registrano senz’altro una
temperatura superiore a quella che sentirebbeod fesse la sola conduzione termica poiché esse
vedono la zona di saldatura e quindi risentondidaljgiamento dato dal bagno di fusione; questo
fenomeno non é stato incluso nel modello matematic potrebbe spiegare la differenza almeno
per la termocopia n.2 tra i valori misurati e quedlicolati. | risultati delle altre termocoppiemo
sono riportati in quanto sono qualitativamente aglail a quelli gia esposti sia per la faccia infexio
che per quella superiore.

Durante I'esecuzione di questa saldatura i panaretdttrici della macchina (tensione e
corrente) sono stati mantenuti costanti: quindilupgue sia il valore scelto per il carico di volume
da attribuire agli elementi del cordone, questoedemanere costante durante tutta la riproduzione
numerica della prova; sono state eseguite altreepeffettuando altre scelte del valore del carico d
volume: quello che é stato presentato e statsultdto piu congruente con i dati sperimentali. Si
potranno mettere in atto ulteriori affinamenti pgwanto riguarda il modello quando saranno
disponibili una quantita di dati sperimentali tala poter pensare ad un lavoro che abbia un

significato statistico.

L'ultima parte relativa a questo primo test & ddd#l’analisi meccanica: € gia stato detto
tutto relativamente al modello ed alla procedurattivazione e disattivazione degli elementi. Prima
di esporre i risultati ricordiamo che il calcolowturale € durato 4 giorni e 18 ore evidenziaralo |
vera criticita della simulazione; il modello in cgte caso € piu leggero poiché sono stati cancellati
tutti gli elementi superficiali relativi agli scamtermici: ci sono circa 17800 elementi con glissie
nodi del modello termico: tuttavia il calcolo e nmopiu oneroso per la modellazione della plasticita
dipendente dalla temperatura e per i continui atcgd disco fisso per leggere le temperature
ottenute in precedenza; da ultimo ricordiamo clieildei risultati &€ di circa 72 Gigabyte.

In questo caso é stato misurato I'abbassamentizalerdel cordone alla fine della saldatura
prima e dopo il disancoraggio del pezzo. Si ved®rai fatti che il modello numerico riproduce
abbastanza correttamente I'abbassamento in mezzél@la tabella 4.3 sono riportati

sinteticamente tali dati.

Spostamenti globali prima dello svincolo| Spostameinglobali dopo lo svincolo

Freccia verticale (mm) Freccia verticéem)
sperimentale 2 4
numerico 1.7 3.8

(tab. 4.3: confronto tra risultati numerici e speréntali)
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Nelle figure seguenti sono riportati dontour plot relativi agli spostamenti verticali e anche
trasversali perpendicolarmente al cordone.

NODAL SOLUTION ANEYSs 11.08p1
STEE=1200

SUB =12

TIME=11554

0
. 002881

I ” (L}
]
Ay
w o
Mmoo
I o
s8]
[91)

-.001923 -.001315 —-.707E-03 -.992E-04 -SO9E-03
-.001618 —-.001011 —.403E-03 -205E-03 -813E-03

(fig. 4.20: contour plot degli spostamenti tras\aiprima dell’eliminazione dei vincoli)

NODAL SOLUTION ANSYS 11.08P1

3TEP=1200

SUE =12
TIME=11554

Uy

REYS=0

DMX =. 002881
SMN =-.002465

-.002465 -.001917 —-.001269 -.B22E-03 -.2T4E-03
-.00z191 —-.001643 -.001095 -.5S4BE-03

(fig. 4.21: contour plot degli spostamenti vertigadima dell’eliminazione dei vincoli)
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MNODAL SOLUTION AMESYS 11.08P1

STEP=1201

SUB =12
TIME=11564

Ui

REYE=0

DMx =.004204
SMM =-.00215%
BM¥ =.598E-034

-.00z2159 —-.00154¢% —-.033E-03 -.321E-03 LZ0ZE-03
—-.001852 -.00124 -.627E-03 -.145E-04 -S9BE-03

(fig. 4.22: contour plot degli spostamenti tras\aislopo I'eliminazione dei vincoli)

NODAL SOLUTION ANSYS 11.08P1
STEP=1201

SUB =12

TIME=11564

ik

REYE=0

DMx =, 004204

BMN =-.00129%

sM¥ =. 003622

-.001299 -.161E-03 -977E-03 .00z115 -003253
—-.730E-03 L40BE-03 001546 L00Z6584 003822

(fig. 4.23: contour plot degli spostamenti vertiaddpo I'eliminazione dei vincoli)

139




(fig. 4.24:configurazione finale del provino)

NODAL SOLUTION ANSYS 11.08pl
STEP=1200
SUB =12

TIME=11554

85X [AVG)
REYE=0

DM¥ =.00Z881
8MN =-.507E+09,

8MX =.391E+0%

—-.507E+DD —-.308E+09 -, 108E+09 .915E+08 LZ02E+D0
-, 407E+09 —.208E+09 —.BO4E+407 L19ZE+09 L301E+09

(fig. 4.25: contour plot della tensione in direzeottrasversale” prima dell’eliminazione dei vincdli
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NODAL SOLUTION ANSYS 11.08P1

STEP=1200

SUE =12
TIME=11554
EPPLX [AVE)

=.002881
8MMN =-.109538
=.01%078

-.10953% —-.080558 -.052376 -.023754 .004787
-.035248 -.0&6667 -.0380835 -.003504 012078

(fig. 4.26: contour plot della deformazione plaatitrasversale” prima dell’eliminazione dei vincgli

NODAL SOLUTION AMNSYS 11.08P1

STER=1201

sUB =12
TIME=11564

2¥ [AVE)
REYE=0

DMX =.004204

8 =-.512E+09,
= =.265E+09

MH
M

-.51ZE+09 —,3359E+09 —.166E+D9 L BO1E+07 L 179E+09
- 4Z5E+09 -.253E+09 —.B0ZE+08 LQZ3E+08 L2 BSE+0D

(fig. 4.27: contour plot della tensione in direzettrasversale” dopo I'eliminazione dei vincoli)
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NODAL SOLUTION ANEYS 11.08P1

STEP=1201

S5UB =12
TIME=11564
SEQV (AVE)
DM¥ =.004204
MM =.512E+07
SM¥ =.341E+09

S1ZE+07 LTETE+HDE L154E+09 LZZ9E+059 L304E+0S
LAZ4E+08 A1TE+OS L192E+089 LE2ARE+DD L341E+08

(fig. 4.28: contour plot della tensione di Von Migiopo I'eliminazione dei vincoli)

Si possono fare alcune osservazioni circa I'andéngenerale delle grandezze che abbiamo
riportato. Innanzitutto si nota (fig. 4.25) chetémsione perpendicolare al cordone & positivd) (10
sulla faccia superiore prima del disancoraggioppooa testimoniare le tensioni interne generate
dal ritiro del metallo fuso che tende a chiudereidnfrino; invece sulla zona destra, siccome ci
sono i carrelli, € possibile lo spostamento in Gudirezione e si hanno quindi tensioni positive ma
con un ordine di grandezza inferiore.

Nella fig. 4.26 é riportato 'andamento della defi@zione plastica in direzione trasversale al
cordone e si nota una banda di valori positivianéiccia superiore a ridosso del cordone ancora
una volta a dimostrare lo stato interno di trazipeemanente generato dal cordone sul materiale
adiacente durante il raffreddamento. Nella parferiore vi € invece uno stato di deformazione
residuo di compressione per effetto del ricalcamentaldo del materiale.

Nella fig. 4.27 e riportato I'andamento della teng trasversale al cordone dopo aver
eliminato i vincoli: si puo notare che tutta la gesiria del provino e caratterizzata da valori di
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tensione piu bassi proprio in conseguenza del dsaggio del provino e del conseguente rilascio
delle tensioni.

Nella fig. 4.28 é riportato 'andamento della tene di Von Mises dopo aver tolto i vincoli:
si nota che il contour plot & sostanzialmente & con valori di tensione di circa 100-150 MPa; i
valori piu elevati si hanno all'interno del cordodepositato e cio si vede che é principalmente
dovuto alla tensione trasversale (valori negataliadfig. 4.27).

Queste rapide osservazioni hon aggiungono nulfaudvo a quello che gia si conosce circa
la fisica del fenomeno: I'aver ritrovato comunquieagidamenti che ci aspettavamo €& una ulteriore
conferma del fatto che il modello matematico camstaito pud essere considerato valido almeno

finché non sara possibile avere riscontri sperilestille tensioni residue.
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4.3 SECONDO TEST: SALDATURA LASER

La seconda prova ha riguardato un provino in tattalogo al precedente dove pero é stata
effettuata la saldatura di radice con il lasere Sidoperato un laser Nd-YAG (fig. 4.29)disponibile
presso il Centro Ricerche Enea di Trisaia (MT) ttarezzato da una sorgente a stato solido (Haas
HL 2006 D) con una potenza massima di 2000W ctasdio trasportato in fibra avente diametro di
0.6 mm, il diametro del fascio focalizzato e pa@i.45 mm. Il movimento e dato da un dispositivo a
controllo numerico che é interfacciato con la satgdaser ed il provino e fissato agli estremi per
mezzo di aste rigide. Vi € anche il flusso di garte di protezione: c’é 'adduzione dell’elio rzell
zona anulare che circonda il fascio nella parteesape, ed un flusso continuo di Argon nella parte

inferiore sottostante del cordone.

(fig. 4.29: disposizione sperimentale per saldatiaser)

Gia e stato specificato nel dettaglio tutta latsigia di calcolo adottata per la saldatura laser:
e stato ricordato il metodo di attivazione deglemeénti del cordone e la contemporanea
disattivazione degli elementi di contatto posti Embi di saldatura. Inoltre come per il caso del
TIG, non possiamo stabilire un legame diretto &rpdtenza reale e quella effettivamente assorbita:
per noi il carico termico € un valore di tentatistoe sara poi verificata posterioriaccertando la

rispondenza tra risultati numerici e sperimengiesto valore di tentativo sara poi collaudatoenell
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successive prove quando sara possibile desumedatilgia acquisiti un legame tra potenza reale e
assorbita tale da impostaeoriori il valore numerico del carico termico.

Per questa prima prova non e stato possibile cqoainegistrare le temperature durante la
saldatura, I'unico dato a disposizione e l'inforoaz sull'inflessione finale che in questo caso
risulta prossima allo zero. Il modello & compostocica 19000 elementi e 15800 nodi: per questa
prova I'analisi termica dura circa 30 minuti edilg di risultati € di 1.7 GigaByte.

Riportiamo (fig. 4.30) un contour plot di tempenat con evidenziata la piccola zona fusa
(grigia):

MNODAL SOLUTION

ANSYS 11.08P1
STEP=57

SUB =2
TIME=2Z. 8
TEMP (AVE)
REYS=0

SMN =299.988
SMH =1742

- I
295.988 400 500 500 1563
350 450 700 1100

(fig. 4.30: contour plot di temperatura relativdalkaldatura laser)

non possiamo esprimerci sulla validita del risoltabn avendo la misura sperimentale; tuttavia tutti
gli aspetti matematici che sono stati implemergatio stati collaudati su modelli piu semplici ed in
ogni caso la forma della scia di temperatura &’alirz accettabile.

Alcune verifiche un po’ piu fondate possono ess&rduppate per l'analisi strutturale.
Innanzitutto ricordiamo che questo modello e contpas 14600 elementi (mancano gli elementi
superficiali di scambio termico) e dagli stessi inddl caso precedente: I'analisi strutturale é
conversa, non senza difficolta in circa 10 ore 30uth e dil file di risultati & di circa 4 GigaBytdl
modello e stato necessariamente incastrato adnemgrde estremita sia perché la situazione reale

era molto vicina a questo caso (fig. 4.29), sialpérse si fossero piazzati su un lato gli incastri
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sull'altro i carrelli, questa ultima parte sarebimultata labile perché collegata agli incastriosol

tramite la“weak spring” degli elementi di contatto posti sui lembi deldmme.

Nella fig. 4.31 troviamo il contour plot degli sgtamenti verticali ed osserviamo che come

spostamento massimo abbiamo ottenuto 8/100 di nmenechn buon accordo con l'osservazione

sperimentale fatta dai tecnologi secondo cui ilvpro a fine saldatura e rimasto sostanzialmente

piano.
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TIME
my
REYE
DM
SMMN
SMH

STEP=87

=13
=1009
(AVE)

fe]

.111E-03

.857E-04

—-.775E-D4

—.775E-04

NODAL SOLUTION

—-.594E-04

—.412E-04

—.Z31E-04

—.496E-05

ANEYS 11.08P1

-132E-04

-313E-04 -B7RE-04
-494E-04 .857E-04

(fig. 4.31: contour plot degli spostamenti vertiaalativi alla saldatura laser)

Nelle figure seguenti e riportato il contour plalld tensione di Von Mises e della deformazione

plastica secondo la direzione trasversale a qdeBaldatura: entrambi servono a dimostrare ibfatt

che le tensioni e le deformazioni residue sonolilmrate solo in prossimita del cordone come ci

aspettiamo che sia in questo caso.
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NODAL SOLUTION ANSYS 11.08P1

STEP=86

5UB =18
TIME=1008
SEQV [AVE)
DMX =.138E-03
SN T
SMX
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LAT79E+08 L140E+02 LEZ33E+408 .3Z5E+08

L3T1E+O02
LA1TEHOS

(fig. 4.32: contour plot della tensione di Von Misala fine della saldatura laser)

NODAL SOLUTION ANSYS 11.08P1

STEP=06

8UB =18
TIME=10083
EPPLX (AVE)
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DM i
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SM¥

-.028764 —-.0Z2176 -.01558% -.002001

—-.00z414
-.02547 -.01g883 -. 012295 —-.o0s7v0s8 LBB0E-03

(fig. 4.33: contour plot della deformazione plaatitasversale alla fine della saldatura laser)
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44 TERZO TEST: SECONDA SALDATURA TIG

La terza prova ha riguardato lo stesso provindatalalla radice con il laser che é stato poi
completato con il TIG. Riportiamo dapprima il camito tra i valori delle temperature ottenuti
nell'analisi numerica e quelli sperimentali. Lapbsizione e la numerazione delle termocoppie e
identica al primo caso di saldatura TIG (figg. €.81.9). Nelle figg. 4.34 - 4.37 sono riportati i
grafici relativi alle quattro termocoppie sceltepirecedenza sulla faccia superiore; e nelle figgg 4
—4.41 ci sono le quattro termocoppie scelte pé&daia inferiore:

termocoppia n°11

900
800
—sperimn.11 — num_11
700
600
5
\é’ 500
g l
g 400 [
% |
AR \}\M\f\l\
200
YANAVANANRNANA NN AN A S NN
100 J\:
° 0 1600 2600 3600 4600 5600 6600 7600 8600 9000

tempo (s)

(fig. 4.34: confronto tra valori sperimentali e merici della termocoppia n. 11)
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(fig. 4.35: confronto tra valori sperimentali e nenti della termocoppia n. 15)
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(fig. 4.36: segnale sperimentale e numerico detanbcoppia n. 16)
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(fig. 4.37: confronto tra valori sperimentali e nenti della termocoppia n. 21)
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(fig. 4.38: confronto tra valori sperimentali e nariti della termocoppia n. 1)
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termocoppia n2

1600
——sperim n.2 — num_2
1400 -
1200 -
~ 1000
2
g
2 800 |
o
]
£
g 6001
400
200 F\ }\ 'K & K\
J\J\N SNANASESES NN N SN Y=
0 T T T T T T
1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 8000 9000
tempo (s)
(fig. 4.39: confronto tra valori sperimentali e nenti della termocoppia n. 2)
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(fig. 4.40: confronto tra valori sperimentali e nariti della termocoppia n. 3)
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(fig. 4.41: confronto tra valori sperimentali e nenti della termocoppia n. 4)

Tutte le considerazioni che sono state sviluppateaso dell’analisi termica della prima saldatura

TIG sono in tutto applicabili anche in questo cdaacorrispondenza dei valori nel caso dei segnali
relativi alla faccia inferiore sono anche qui atadeiti; mentre lo scarto nella riproduzione deighic

di temperatura € meno pronunciato rispetto al gaisoedente, si vede un certo scostamento nelle
parti relative al raffreddamento: questo dovrebbseee una ulteriore conferma del fatto che il

modello numerico a questo stadio della codificagioron riesce a simulare correttamente la

diffusivita (k/pc) del materiale.

In questo ultimo caso, per quanto riguarda I'amalirutturale, disponiamo di un importante
riscontro sperimentale e cioe la misura relativh algbassamenti verticali subiti dal provino in
mezzeria per ogni passata alla fine della rispeettase di raffreddamento. Nella tabella 4.4 sono

riportati tali valori in mm.

passata ni n2 n3 n4 n5 n6 n7 n8 n9 nl10 nl1ll n12 n13 n 14 n. 15
numerici 0.191 0.236 0.351 0.469 0.618 0.785 0.97 1.147 1.325 1519 1.693 1.849 1.948 2.016 2.048
sperimentali 0.4 06 078 091 099 115 147 159 175 192 201 2012

(tab. 4.4: confronto tra gli spostamenti verticadilcolati e quelli sperimentali (mm))

Tali valori sono riportati nel grafico della fig.42.
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(fig. 4.42: spostamenti verticali del cordone adchbgassata)
Si pud notare una piu che buona corrispondenziavaori calcolati e quelli misurati. Con
tutte le approssimazioni che abbiamo delineatoratgxenza, possiamo senz’altro affermare di
aver ottenuto un buon risultato circa la valutagioegli spostamenti nonostante restino da
migliorare i tempi di calcolo. Rimandando in segualle considerazioni conclusive circa il lavoro
svolto, riportiamo il confronto tra il dato sperintale dell’abbassamento verticale della zona vicina
al cordone che é risultata essere pari a 4 mmaddte di 3.7 mm ottenuto numericamente e che si

puo dedurre dal contour plot della fig. 4.43.
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NODAL SOLUTION AMNEYS 11.08P1

STEP=1Z01
SUB =12
TIME=8358
Uy

REYE=0
DMx =.003987
SMN =-.899%9E-03
8Mx =.0037Z8

-.899E-03 -1289E-03 -001158 .00z186 -003214
-.385E-03 .643E-03 001672 L0027 003728

(fig. 4.43: spostamenti verticali final dopo il discoraggio)
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CONCLUSIONI

Il presente lavoro ha riguardato la modellazionanerica della saldatura: dopo aver
riportato una breve panoramica sul livello raggudagli altri autori sono stati sviluppati alcuni
modelli in proprio utilizzando il codice Ansys pgimulare la saldatura laser e quella TIG. Questi
processi hanno ovviamente parecchi aspetti in cemiigrado di dettaglio a cui si € giunti nella
modellazione di questi aspetti &€ stato dettatdataéittivo principale che ci siamo prefissi ossaa |
previsione delle distorsioni globali dei componeatifine saldatura: la stessa valutazione delle
temperature oltre al valore in sé, € propedeuticdgpredizione degli spostamenti medesimi.

Dai risultati ottenuti si deduce che l'attivita simulazione del processo di saldatura puo
essere svolta non solo usando codici appositanseiltgpati ma anche codici di tipo commerciale,
che tengono conto in maniera univoca delle proprietmiche e strutturali del materiale in fase
solida e in zona di fusione; per quanto riguard@ase liquida, la tecnica “birth and death” permett
di considerare I'assorbimento del calore duraraedlisi termica e la mancanza di rigidezza in sede
strutturale: tutto questo unito alle altre stragedii calcolo e di manipolazione della mesh che sono

state delineate sopra permettono di scrivere leesggconclusioni:

confrontando i valori delle distorsioni calcolateediante i modelli FEM e quelli registrati
sperimentalmente si & visto che e possibile preeetierdine di grandezza di tali entita per i

processi di saldatura studiati.
il confronto tra i valori di temperatura registrasperimentalmente dalle termocoppie e
quelli ottenuti numericamente risulta soddisfaceadteeno per quanto concerne il modesto numero

di segnali a disposizione;

lintroduzione degli elementi di contatto sui lentd®i pezzi da saldare per tenere le due

parti meccanicamente separate rappresenta un validmento di novita che non si e riscontrato
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almeno nella produzione bibliografica che si e armdta e che porta ad una piu corretta

riproduzione dello stato di plasticita e/o ricalcanto a caldo che si ottiene nel caso reale;

l'introduzione degli elementi di contatto per @ghre le regioni aventi mesh con densita
diverse risulta vantaggiosa poiché si € visto cbe altera i risultati e permette di diminuire il

numero di elementi 3D.

In definitiva, e piu generalmente, I'analisi tecairisulta sostanzialmente accettabile sia per
guanto riguarda i tempi di calcolo che per i rigtiltottenuti; I'analisi strutturale da valori di
spostamenti globali accettabili ma deve essereionggh per quanto riguarda i tempi di calcolo.

Per rendere piu affidabili i modelli ed i risultattenibili € necessaria essenzialmente una
piu accurata determinazione delle proprieta tersigdfe dei materiali specie per quanto riguarda il
passaggio di stato. E stato deciso di trascuraredelli viscosi perché gli unici dati verificati rso
quelli provenienti dal database di ITER, ed al motaenon siamo confidenti circa l'uso di
parametri da inserire in qualsiasi modello costituviscoso.

Un ulteriore passo che e necessario compiere Zadteo la individuazione di strategie che
possano ridurre i tempi di calcolo dell’analisiustarale.

Un altro passo ancora dello studio € senza dubbmpresentato dalla rilevazione
sperimentale delle tensioni e deformazioni resigee confrontarle con i corrispondenti valori

numerici.

Infine questo lavoro deve essere inteso solo cdnpagso iniziale dell’analisi: quando saranno
disponibili un numero di prove sperimentali che iabhb un minimo di valore statistico, si potra
pensare di calibrare meglio i parametri utilizzagi modelli, comunque le analisi di sensibilita
eseguite hanno permesso di arrivare a conclusalidesnonostante I'assenza di dati sperimentali a

riguardo come si € visto nel corso della trattagipar la soluzione di alcuni problemi particolari.
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