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Resumen

En el presente articulo, empleando el andlisis por elementos finitos, se estudio el comportamiento térmico durante la soldadura de
reparacion, en condiciones de servicio, de un tubo que transporta petroleo. Se obtuvieron ecuaciones de regresion que relacionan a la
temperatura maxima en la superficie interna del tubo y al tiempo de enfriamiento desde 800 °C hasta 500 °C de un punto situado en
la zona afectada por el calor (ZAC), pardmetros que gobiernan la ocurrencia de perforaciones en la pared del tubo y agrietamiento
en frio respectivamente, con el calor de entrada de la soldadura, la temperatura de precalentamiento y el coeficiente de transferencia
de calor por conveccion, variables que definen el comportamiento térmico durante la ejecucion del proceso de soldadura. Se probo la
existencia de una zona en que se satisfacen simultaneamente las ecuaciones obtenidas, para diferentes combinaciones de las variables
relacionadas. Se presentaron nomogramas con un importante valor practico, desarrollados a partir de la solucion de las ecuaciones
obtenidas.

Palabras claves: reparacion, refuerzos, perforacion, agrietamiento en frio, elementos finitos.

Abstract: The thermal behavior during in service repair welding of oil transportation pipes was studied by finite element analysis in
the present paper. Regression equations that relate peak temperature at the inner surface of the pipe and cooling time between 800
and 500°C in the heat affected zone to the welding heat input, preheat temperature, and convection heat transfer coefficient were
obtained. The former parameters govern, respectively, the possibility of burn through and cold cracking, and the latter parameters
define the thermal behavior during welding. The existence of conditions that simultaneously satisfy the obtained equations, for different
combinations of related variables, was proved. Graphical representations of relevant practical importance that were developed from the

solution of obtained equations are presented.

Keywords: reparation, sleeves, burn through, cold cracking, finite elements.

1. Introduccion

Apesardelaimplementaciondeestrictasregulacionesacerca
de: la construccion, explotacion, inspeccion, mantenimiento y
reparacion de las tuberias que transportan petréleo, estas fallan
causando pérdidas humanas y econémicas [1]. Las causas
de estas fallas son variadas y pueden estar relacionadas a la
actividad humana o inducidas por largos periodos de servicio.
Especificamente sobre las fallas inducidas por el servicio, las
causas principales son: pérdida de espesor debido a la corrosion 'y
agrietamiento originado por fragilidad por hidrégeno, corrosion
bajo tension o fatiga. Estudios desarrollados por Kiefner [2]
muestran que entre 1986 y 1999, en los Estados Unidos, el 12
% de las fallas en tuberias estuvieron relacionadas a defectos de
soldadura.

Frente a la presencia de dafos en tuberias, que pueden
conducir a una falla catastrofica, se hace necesario reparar y esta
decision tiene una fuerte justificacion econdomica. Estudios de

(Recebido em 29/01/2008; Texto Final em 07/01/2009).
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Palmer — Jones [3] revelan que la reparacion de un tubo, con un
diametro entre 406,4 mm y 610 mm, puede ahorrar entre el 10
% y el 50 % del costo de una tuberia nueva.

Hay varias alternativas para realizar la reparacion de una
tuberia y cada una tiene aspectos favorables y desfavorables, por
ejemplo:

1. Pequeiios parches metalicos soldados a la superficie
exterior del tubo: De acuerdo a investigaciones previas
desarrolladas por Fazzini [4], este método de reparacion
es ampliamente empleado en la industria del petréleo. La
principal limitacién que posee es que, el largo del parche
no puede exceder la mitad del didmetro del tubo [5] y
entonces defectos extensos no pueden ser reparados por
este método.

2. Refuerzos metalicos circunferenciales, atornillados
alrededor de la superficie exterior del tubo [6]: Con este
método se pueden evitar los defectos asociados al proceso
de soldadura pero no se puede detener la propagacion de
grietas longitudinales a través de la pared del tubo.

3. Refuerzos de composite (Ilamados también “clock spring”):
Con estos refuerzos el tubo es protegido de la corrosion
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externa y el desgaste, pero no se recomienda el uso de estos

refuerzos para reparar defectos agudos, como grietas [7].
4. Refuerzos metalicos circunferenciales, soldados alrededor

de la superficie externa del tubo: Este método es catalogado,

por Bruce [8], como la opcion de reparacion mas comun.

Losrefuerzos evitan la propagacion de grietas longitudinales

y son disefiados para soportar, al menos, la presion de

disefio de la tuberia. Durante la reparacion de una tuberia

en condiciones de servicio, por este método, es necesario

considerar la posible ocurrencia de dos fenéomenos [9]:

perforaciones y agrietamiento en ftio.

Ambos fenémenos (las perforaciones de la pared del tubo y
el agrietamiento en frio) son igualmente indeseables y opuestos,
esto significa que las acciones que evitan la ocurrencia de uno
de ellos, favorecen la ocurrencia del otro. En ambos tienen una
pronunciada influencia las variables relacionadas a la energia
calorifica que penetra a la pieza y las condiciones de disipacion
del calor (calor de entrada de la soldadura, temperatura de
precalentamiento y el coeficiente de transferencia de calor por
conveccion).

El método de los elementos finitos ha sido ampliamente
empleado para predecir la posibilidad de ocurrencia de
perforaciones y agrietamiento en frio, durante la soldadura en
servicio de tuberias. Hay en la literatura especializada muchos
articulos sobre este tema, por ejemplo:

1. Cisilino [10] obtiene los campos de temperatura en un tubo
de acero X 52, el cual transportaba gas natural y fue soldado
por proceso de soldadura manual con electrodo revestido
(SMAW). El modelo de elementos finitos empleado es
tridimensional (3D). El criterio limite establecido para
seleccionar el régimen adecuado fue: la temperatura en la
superficie interna del tubo no puede exceder 982 °C. En este
articulo no fue considerada la posibilidad de ocurrencia de
agrietamiento en frio y este aspecto representa una limitacion
de la solucion obtenida.

2. Bang [11] desarrollé un modelo axisimétrico, bidimensional
(2D), de elementos finitos para simular la soldadura de un
refuerzo metalico circunferencial a un tubo de acero X 65. En
los modelos desarrollados fueron considerados dos criterios
limites: 982 °C como temperatura maxima en la superficie
interna del tubo y 350 HV como la dureza maxima en la zona
afectada por el calor (ZAC) para hidrocarburos no amargos y
250 HV como dureza limite para hidrocarburos amargos. En
este articulo fue considerada, también, la termodependencia
de las propiedades fisicas y mecanicas del acero.

3. Oddy [12] reconoce como una necesidad operacional la
necesidad de soldar bifurcaciones en las tuberias de gas, con
estas totalmente presurizadas. También en este articulo se
menciono la necesidad de establecer un calor de entrada de la
soldadura lo suficientemente bajo para evitar perforaciones
en el tubo pero no tanto que pueda ocurrir agrietamiento en
frio. Fue mencionada la dificultad de encontrar datas que
muestren las propiedades de los aceros de tuberias en funcion
de la temperatura.

Durante los tltimos afios han sido desarrollados algunos
software con propoésitos comerciales y/o académicos. En
Internet puede ser encontrado el “Master Code” de Yurioka
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[13]. Este codigo permite calcular el tiempo de enfriamiento
desde 800 °C hasta 500 °C (conocido como t 8/5), la maxima
dureza en la zona afectada por el calor (ZAC), la temperatura de
precalentamiento minima necesaria, entre otros parametros. La
limitacion de este codigo para aplicarlo al caso de la soldadura en
servicio de tuberias es que no es posible considerar el alto valor
del coeficiente de transferencia de calor por conveccion. Las
expresiones del Master Code de Yurioka fueron deducidas para
condiciones de soldadura donde la conduccion es el principal
mecanismo de disipacion del calor.

Como resultado de la colaboracion entre el “Cooperative
Research Centre for Welded Structures” de Australia y la
“Australian Pipeline Industry”, fue desarrollado un nuevo
software para soldadura en servicio. Este software estima
condiciones seguras de soldadura, para determinadas condiciones
en la tuberia, mediante:

1. Estableciendo una indicacion de los limites superior e
inferior del calor de entrada de la soldadura.

2. Determinando la dureza en la ZAC que resultara de un
calor de entrada dado.

3. Determinando el calor de entrada que va a crear un riesgo
de perforaciones.

El antes mencionado software es el resultado de una base
de datos creada a partir de la solucion de un modelo, 3D, de
elementos finitos.

Basado en las investigaciones previas, el presente
articulo pretende evaluar la influencia del calor de entrada
de la soldadura, la temperatura de precalentamiento y el
coeficiente de transferencia de calor por conveccion sobre la
ocurrencia de perforaciones y agrietamiento en frio, con vistas
a establecer ecuaciones que expresen un COmpromiso para que
estos fenomenos indeseables no se manifiesten, para aceros de
tuberias con diferente composicién quimica. Las caracteristicas
geométricas de la tuberia considerada son 6.4 mm de espesor de
la pared del tubo y 610 mm de diametro.

2. Materiales y métodos

2.1. El método de los elementos finitos para simular, la
soldadura en condiciones de servicio de un tubo

El tubo elegido para el estudio tiene un diametro exterior de
610 mm y espesor de 6,4 mm. La seleccion de estas dimensiones
se realiza teniendo en cuenta que, de acuerdo a la norma API
1104 [9], para este espesor y menores, existe gran riesgo
de ocurrencia de perforacion de la pared del tubo cuando la
reparacion por soldadura se realiza en condiciones de servicio;
en cuanto al didmetro, este se encuentra dentro del rango de los
mas empleados para el transporte de petréleo a nivel mundial.
Para simular la reparacion por soldadura de la tuberia, en
condiciones de servicio, fue creado un modelo tridimensional
(3D) de elementos finitos, que representa una seccion reforzada
del tubo. El software empleado para la solucién del modelo fue
el Cosmos DesignSTAR v. 4.0.
Por cuestiones inherentes al tiempo computacional (cuyo
aumento implica una elevacion del costo de la investigacion) y al
numero limite de elementos y nodos que admiten los programas
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de elementos finitos, al crear el modelo solo se extrae una
seccion del tubo y se desprecia su curvatura, tal y como muestra
la Figura 1. Estas consideraciones no sacrifican la calidad de los
resultados que se obtienen.

Tubo reforzado

Seccion seleccionada
para crear el modelo
de elementos finitos

Figura 1. Tubo reforzado y seccion seleccionada para la
creacion del modelo de elementos finitos.

Ignorar la curvatura se justifica a partir de articulos
previamente publicados [10] y de acuerdo a Pavlov [14] que
plantea que la ecuacion para la transmision del calor, deducida
para una placa plana, puede ser empleada para calcular la
transmision del calor a través de una placa cilindrica, si la
Ecuacion 1 es valida:

dint > 05X dexs (1

Donde: d, y d_, representan los diametros interior y
exterior de la tuberia, respectivamente.

En el modelo fue ignorada la holgura tubo — refuerzo,
porque esta no va a tener una significativa influencia en la
distribucion de temperaturas. El mallado del modelo fue
hecho empleando elementos finitos de orden superior (sélido,
tetraédrico, parabdlico con 10 nodos). Se realiz6 un analisis
de convergencia para 4 condiciones diferentes de mallado,
con vistas a eliminar cualquier influencia significativa de la
dimension de la malla sobre el resultado obtenido. Un grupo de
suposiciones consideradas en el modelo de elementos finitos,
fueron validadas previamente por los autores [15].

Las variables consideradas fueron: calor de entrada de la
soldadura, temperatura de precalentamiento y coeficiente para
la transferencia de calor por conveccion; porque estas variables
definen el comportamiento térmico durante la soldadura [16].
Los valores de las variables fueron establecidos entre limites
minimos y maximos, de acuerdo con recomendaciones operativas
y tecnologicas de la industria del petréleo.

Con vistas a comprobar la validez de las suposiciones
asumidas en el modelo, se realizd una corrida con datos similares
a los empleados por Cisilino [10] y los resultados obtenidos
mostraron un alto nivel de correspondencia, lo que se muestra
en la Tabla 1.

Tabla 1. Correspondencia entre los resultados del modelo de Cisilino y la presente investigacion.

6,4 mm de espesor del tubo

Temperatura (°C)

Profundidad (mm) segun Cisilino et. al

% Error respecto a
Cisilino et. al

Temperatura (°C)
segun investigacion

2,35 1430 1365 4,55 % (por defecto)
2,70 1260 1227 2,62 % (por defecto)
3,45 982 989 0,71 % (por exceso)

2. 1.1. Establecimiento del calor de entrada de la soldadura
(CE)

El proceso seleccionado para desarrollar la reparacion
es el de soldadura manual por arco eléctrico con electrodo
revestido (SMAW). El célculo del calor de entrada (CE) se

realiza partiendo de los limites en las caracteristicas operativas,
mostradas en la Tabla 2, del electrodo E 7018 de 2,4 mm de
diametro [17, 18] y considerando una eficiencia del proceso de
0,7 [18]. La velocidad de soldadura tedrica fue determinada con
vistas a depositar el metal de la costura en una sola pasada.

Tabla 2. Caracteristicas operativas limites del electrodo E 7018 de 2,4 mm de didmetro.

Parametro Valor inferior Valor superior
Corriente de Soldadura (A) 70 110
Voltaje de arco (V) 18 24
Razén de Deposicion (kg.h') 0,623 0,786
Velocidad de soldadura (mm.s™) 1,09 1,38
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Los valores de calor de entrada considerados en el presente
articulo fueron de 810 J.mm' (valor inferior), 1217 J.mm™ (valor
intermedio) y 1625 J.mm™' (valor superior); la Ecuacion 2 fue la
empleada en el calculo del calor de entrada [18].

CE:77><U><I

2

Donde: CE — calor de entrada de la soldadura; n — eficiencia
del proceso de soldadura: U — voltaje de arco; I — corriente de
soldadura; V — velocidad de soldadura.

La longitud de cordon considerada fue calculada a partir de
la eficiencia de deposicion y la masa del electrodo, empleando la
Ecuacion 3 [18]. La longitud resultante fue de 55 mm de metal
depositado continuamente.

Mmetal depositado

ED = % 100% 3)

Melectrodo
Donde: ED — eficiencia de deposicion; myyesqi—depositado
- masa de metal depositado; mgjectrodo - masa del electrodo
empleado.

2. 1.2. Establecimiento de la temperatura de
precalentamiento (TP)

El limite inferior de la temperatura de precalentamiento
(TP), que fue considerado en la presente investigacion coincide
con la minima temperatura a la que fluye el fluido a través de la
tuberia, la cual va a estar cercana a 50 °C en muchos sistemas
de tuberias. Esta consideracion fue hecha porque la conduccion
del calor a través del tubo va a equilibrar la temperatura de este
con la del fluido. Para la determinacion del limite superior de
la temperatura de precalentamiento, primero, fueron analizados,
los métodos tradicionales como: el método de control de
hidrogeno y el método de control de la dureza en la zona
afectada por el calor [19]. Ambos métodos resultan en que no es
necesario precalentar de acuerdo a la composicion quimica del
acero, el espesor del tubo y otros factores, pero estos métodos
no consideran la existencia de un intenso enfriamiento debido
al flujo del fluido en la tuberia y que la reparacion se realiza
en tuberias viejas, generalmente; entonces estos resultados no
pueden ser considerados aceptables.

Considerando que precalentar a altas temperaturas reduce
el nivel maximo de hidrégeno acumulado y debido al importante
rol del hidrégeno en el agrietamiento en frio [20], fue necesario
investigar por recomendaciones en la literatura especializada.
Los principales resultados de esta investigacion fueron:

1. En las tuberias con una larga vida en servicio la intensidad
de atrapamiento de hidrégeno puede alcanzar sicte veces
la capacidad de atrapamiento de una tuberia nueva [21];
entonces el contenido de hidrogeno residual y difusible en un
tubo viejo puede se muy alto y la tendencia al agrietamiento
en frio se incrementa.

2. Convistasaevitarelagrietamiento en frioenaceros clasificados
como X60 y X65 (con un nimero Pcm de aproximadamente
0.20) es necesario un tiempo de enfriamiento entre 800 y 500
°C menor que 10 segundos [22].

50

3. De acuerdo a Yurioka [23] se estima que para una temperatura
de precalentamiento de 200 °C la relacion entre hidrogeno
local / hidroégeno inicial en el metal de la costura puede
ser mantenida por debajo de 0,5 durante el intervalo de
enfriamiento, precisamente desde la terminacion de la
soldadura hasta mas de 14 horas después de culminada. Esto
reduce la posibilidad de ocurrencia de agrietamiento en frio.

Por las razones previamente mencionadas, en la presente
investigacion, fue considerado 200 °C como valor mayor de la
temperatura de precalentamiento.

Expertos consideran que en la practica comin es muy
dificil alcanzar y mantener temperaturas de precalentamiento
mayores que 150 °C, debido a la rapida transferencia del calor
hacia el contenido del tubo, particularmente para secciones
de espesor fino. Sin embargo, en la presente investigacion se
mantuvo 200 °C como el limite superior de la temperatura de
precalentamiento porque esto expande el rango de validez de las
ecuaciones obtenidas, los resultados son perfectamente validos
para una temperatura de precalentamiento de 150 °C y, como
es presentado posteriormente, muchos aceros solo satisfacen
las que ecuaciones que fueron obtenidas si la temperatura de
precalentamiento es de 200 °C. El valor medio, del rango de
temperaturas de precalentamiento consideradas es de 125 °C.

2. 1. 3. Establecimiento del coeficiente de transferencia de
calor por conveccion (CP)

La Ecuacion 4 es la ecuacion general que describe la
transferencia de calor, por conveccion, en un tubo con un fluido
fluyendo internamente.

N =CxR"™xp" 4)

Donde: N, R y P son los grupos adimensionales de Nusselt,
Reynolds y Prandtl respectivamente; C, m y n son constantes
experimentales.

Para la determinacion de los valores limites del coeficiente
de transferencia de calor por conveccion (CP) en la superficie
interior del tubo, donde un liquido viscoso (petroleo) esta
fluyendo, la Ecuacion que es empleada es denotada como 5
en este articulo [24]. Las propiedades del fluido, mostradas en
la Tabla 3, fueron calculadas considerando la temperatura del
fluido (entre 50 °C y 90 °C). La velocidad de circulacion del
fluido se considero entre 1 m.s'y 3 m.s™.

0.8 ] 0,14
CPD _ 6,027x [D"pj x [C”"‘JA x {”] 5)
kf Iz kf Hp

Donde: CP — coeficiente de transferencia de calor por
conveccion; D — diametro del tubo; kf —conductividad térmica
del fluido; v —velocidad del fluido; p —densidad del fluido; C, -
calor especifico del fluido a presion constante; p —viscosidad del
fluido a la temperatura del fluido; p, — viscosidad del fluido a la
temperatura de la superficie del tubo.
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Tabla 3. Propiedades fisicas del fluido en funcion de la
temperatura de circulacion.

. Valor Valor
Propiedad inferior | superior
Temperatura del fluido 50 90
0
Viscosidad del petréleo, 1
(ke m) 72 20,16
Densidad del petrdleo, P
(ke.m”) 877 780
Calor especifico, Cp
(kcal.kg!. °C") 0.5 0.5
Conductividad térmica, kf
(kcal.m.h"".m2.°C") 0,124 0,186

Con vistas a establecer la magnitud en la cual el limite
minimo del coeficiente de transferencia de calor por conveccion,
calculado por la Ecuacion 5, debe ser disminuido debido a la
disminucion de presion dentro del tubo durante la reparacion
se emplea la ecuacion de Bernoulli [25], presentada aqui como
Ecuacion 6. En esta ecuacion fue ignorada la distribucion no
uniforme de la velocidad y la pérdida de energia de carga.

2
z+%+vgg=cte 6)

Donde: z — energia especifica de posicion; % - energia
, y . 2
especifica de presion del fluido en movimiento; 28"

energia cinética especifica del liquido.

En el articulo fue considerado que el valor minimo del
coeficiente de transferencia de calor por conveccion es de 290
W.m2. K1, el valor intermedio es de 365 W.m2 K" y el valor
superior es de 440 W.m2.K"!, calculados a partir de las ecuaciones
5y 6. En la superficie externa del tubo (temperatura ambiente),
el coeficiente asumido fue de 13 W.m2K"', de acuerdo con
trabajos publicados por Cisilino [10].

2.1.4. Organizacion de los datos para la solucion de los
modelos

Con vistas a reducir el nimero de modelos a solucionar,
las variables fueron organizadas empleando la matriz de un
disefio de experimentos del tipo factorial, con tres variables y
tres niveles en cada variable (3%). Esto arroja la necesidad de
realizar 27 modelaciones o experimentos virtuales.

Las variables dependientes (variables respuestas) que se
obtienen de la simulacion con elementos finitos son: la maxima
temperatura en la superficie interna del tubo (T,,,,) y el tiempo
de enfriamiento entre 800 °C y 500 °C (t8/5) de un punto
localizado en la subzona de grano grueso de la zona afectada por
el calor (ZAC).

Las Figuras 2 y 3 muestran los campos de temperatura
sobre el modelo durante la deposicion del cordon de filete que
une el tubo y el refuerzo y la historia térmica de un punto situado
en la subzona de grano grueso (situada aproximadamente por
encima de 1200 °C y hasta la temperatura de sélido), de la zona
afectada por el calor (ZAC).

La Tabla 4 muestra los resultados de las variables
dependientes para cada una de las combinaciones entre las
variables independientes.

Tabla 4. Resultados de la solucion de los modelos de elementos finitos.

Variables Variables Variables Variables
independientes dependientes independientes dependientes
Estudio Estudio

Ne CE CP TP T,.« | t85 Ne CE CP ™ | T, | t8/5

(°C) (©) O | ©®

1 1625 290 125 1273 8,3 15 810 440 200 565 2,38
2 1625 440 200 1266 8,21 16 1625 440 125 1229 7,5
3 1625 440 50 1150 | 545 17 810 290 125 551 1,96
4 810 290 50 507 1,42 18 1625 290 50 1219 | 7,39
5 810 365 125 532 1,5 19 1625 365 125 1241 | 7,47
6 810 365 50 479 1,33 20 1217 365 50 840 3,73
7 1217 440 200 971 6,28 21 810 440 125 516 1,45
8 1217 365 125 913 5,08 22 1217 365 200 982 6,37
9 810 440 50 457 1,26 23 810 290 200 627 3,65
10 1625 365 200 1300 | 9,39 24 1625 365 50 1178 59
11 1217 440 125 907 5,09 25 1625 290 200 1348 | 12,5
12 1217 440 50 819 4,64 26 1217,5 | 290 50 863 3,93
13 810 365 200 587 2,76 27 1217,5 | 290 200 1015 | 6,72

14 1217 290 125 942 5,55
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Figura 3. Determinacion del t 8/5 a partir de los resultados del modelo de elementos finitos.

3. Resultados y discusion

Partiendo del comportamiento de las variables dependientes
(maxima temperatura en la superficie interna del tubo y el
tiempo de enfriamiento entre 800 °C y 500 °C) puede predecirse
la ocurrencia o no de perforaciones y agrietamiento en frio.

Para evitar las perforaciones, como fue mencionado antes,
es necesario que T,,, . sea menor que 982 °C (también llamada
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temperatura de Batelle).

Empleando las Ecuaciones de la 7 a la 11, desarrolladas
por Yurioka [26] especialmente para la estimacion de la dureza
maxima en aceros de tuberias, se puede calcular el t8/5 critico.
Para esto se iguala la dureza maxima obtenida en la ZAC
(HV,,,5)» de la Ecuacion 7, al valor limite de dureza (250 HV 6
350 HV) y se despeja el término que contiene al t8/5.

Soldagem Insp. Sao Paulo, Vol. 14, No. 1, p.047-057, Jan/Mar 2009



Energia Calorifica Necesaria, Durante la Soldadura en Servicio de Tuberias para el Transporte de Petroleo

HVppay = 442C + 99CE 7y + 206 + (402C — 90CE 77 + 80)arctan(x)
(7

. _ lop(#8/5)-2.30CE; -135CEyy + 0,882
L15CE] - 0,673CE - 0,601 ®)

CEI:C+5%4+M%+C”15+N%2+C%+M%+AH Q)

CEU=C*‘%HM%*C%O*N%S*C%*MOH*%*N%

(10)
CEH[:C+M%’6+C%O+A%+C%+M% (11)

Donde: C, Si, Mn, Cu, Ni, Cr, Mo, V y Nb representan los
porcientos en peso de los elementos quimicos carbono, silicio,
manganeso, cobre, niquel, cromo, molibdeno, vanadio y niobio;
AH representa un término introducido para tener en cuenta el
fuerte efecto de endurecimiento que realiza el elemento quimico
boro, cuando esta presente en el acero.

La dureza en la ZAC limitada a 350 HV es una
consideracion muy comun para evitar el agrictamiento en frio
[11, 20, 22]. Cuando el hidrocarburo que es transportado se
considera hidrocarburo amargo (hidrocarburo que contiene agua
en fases liquida y/o vapor y acido sulfhidrico), la dureza en la
ZAC no puede exceder 250 HV para evitar el agrietamiento en
frio [11, 27].

Los resultados, mostrados en la Tabla 4, fueron procesados
empleando STATGRAPHICS Centurion XV ver. 15.1.02 y SPSS
ver. 11.5.1 y las Ecuaciones 12 y 13 fueron obtenidas:

Tagdax = exp(5,49827 +0,0010388 < CE —0,000418 x CP +0,0010458 <IP) (°C)

(12)

Con una R? ajustado de 0,969335 para un 95 % de
confianza.

£8 min = 3,58781 + 00060885 x CE — 0,00543707 x CP + 0.0158445 % TP (s)
13)

Con una R? ajustado de 0,967676 para un 95 % de
confianza.

La idoneidad estadistica de estas ecuaciones de regresion
fue valorada a través del analisis de sus residuos. En este
analisis se comprobd que los residuos de ambas ecuaciones
cumplen las cuatro condiciones necesarias, que son: los residuos
estan distribuidos normalmente, tienen media cero y varianza
constante, no estan correlacionados con la variable dependiente
y no estan autocorrelacionados.

Durante el desarrollo del analisis de residuos fue rechazada
una ecuacion de regresion lineal, para relacionar a la temperatura
méaxima en la superficie del tubo (T,,,) vy las variables
dependientes, debido a falta de normalidad de los residuos y a
correlacion con la variable dependiente (T, ,. ), tal y como se
muestra graficamente en la Figura 4.
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Figura 4. Resultados del analisis grafico de los residuos, de la ecuacion de regresion lineal rechazada parala T,
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Para un acero designado como X 65, empleado en tuberias,
con una composicion quimica como la mostrada en la Tabla
5, se calcula el carbono equivalente segun la formula del
Instituto Internacional de Soldadura [28] y el t8/5 critico o t8/5

necesario para obtener una dureza en la ZAC menor que 250
HV [26]; el calculo de estos parametros arrojo: 0.33 % y 5,8 s
respectivamente.

Tabla 5. Composicion quimica de acero X 65 para tuberias [29].

% C

% Si

% Mn

% Ni

% Nb

%V

% Al

% P

% S

% Cu

0,10

0,20

1,20

0,15

0,03

0,05

0,035

0,015

0.008

0,15

Las condiciones que garantizan que en un tubo con la
composicion quimica anterior no ocurra, durante la soldadura en
condiciones de servicio, perforaciones o agrietamiento en frio
son establecidas en las Ecuaciones 14 y 15:

Typay <982°C (14)
t%>6s (15)

Si se desarrollan las condiciones mostradas en las
Ecuaciones 14 y 15, a partir de las Ecuaciones 12 y 13, se
obtienen las Ecuaciones 16y 17:

exp(5,49827 + 0,001038x CE -0,000418x CP + 0,0010458+ TP) < 982°C

(16)
3.587810.0069885 CE-0,0054370F CP+0.0158445 7P > 65
(17

En ambas ecuaciones (16 y 17) se despeja la variable
calor de entrada (CE), quedando entonces que el CE es una
funcion del coeficiente de pelicula (CP) y de la temperatura de
precalentamiento (TP), lo que podemos expresar como: CE = f
(CP, TP).

Si estas ecuaciones (16 y 17) se evaluan para valores del
coeficiente de transferencia de calor por conveccion (CP) entre
290 W.m2K'y 440 W.m=.K"' y solamente para una temperatura
de precalentamiento de 200 °C, se obtiene un grafico como el
mostrado en la Figura 5.

En este grafico el area debajo de la recta que representa
las soluciones de la Ecuacion 16, se corresponde a una zona de
no ocurrencia de perforaciones en la pared del tubo. Por otra
parte, el area encima de la recta que representa las soluciones
de la Ecuacion 17, se corresponde a la zona de no ocurrencia de
agrietamiento en frio.

Al considerarse conjuntamente el papel de ambas rectas,
aparecen 3 zonas que describen comportamientos diferentes al
ejecutarse la soldadura:

Zona I: Los pares de valores de CE y CP que queden
contenidos dentro de esta zona, no representan soluciones de la
Ecuacion 16 y si son soluciones de la Ecuacion 17. Hay riesgo
de que se perfore la pared del tubo. Esta perforacion ocurre en el
momento que se desarrolla la reparacion y puede ir acompafiada
de un incendio o una explosion.
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Zona II: Los pares de valores de CE y CP que queden
contenidos en esta zona (area sombreada), representan
soluciones de las dos ecuaciones analizadas (16 y 17). No ocurre
la perforacion de la pared del tubo y tampoco agrietamiento en
frio. Esta zona es la que se puede considerar como preferida para
hacer la reparacion, en condiciones de servicio, de una tuberia.

1400

1350

Zona I Soluc. Ec.16

Zona IT /
Soluc. Ec. 17
1150

1300

CE (J/mm)

Zona ITT
1100
Temperatura de
1050 precalentamiento de 200 °C
1000 T T 1 T T T ) T T T T T T T
Q0 0 0 0O 0 0O O O O O O O O O O O
O O «~ NN O ¥ 1 © N~ 0 OO O «— N 0O <
N N O N O O O N O O O T T T
CP (Wi?K)

Figura 5. Zonas del nomograma para la determinacion
del aporte térmico que garantice que el t8/5 > 6s y que la
T, <982°C.

Zona III: Los pares de valores de CE y CP contenidos en
esta zona, representan soluciones de la Ecuacion 16, pero no de
la Ecuacion 17. Hay riesgo de ocurrencia de agrietamiento en
frio. Este fenomeno no se manifiesta inmediatamente, pueden
pasar dias, meses e incluso afios antes de que la grieta crezca
lo suficiente para que la tuberia falle catastroficamente. Si el
sistema de inspeccion de la tuberia funciona adecuadamente,
posiblemente se detecte la grieta antes de llegar a la magnitud
critica y no ocurra la falla catastrofica.

Si las funciones de CE, obtenidas a partir de las Ecuaciones
16 y 17, son evaluadas para los diferentes valores de CP (entre
290 W.m2. Ky 440 W.m2.K™") y para los valores de TP (50 °C,
100 °C, 150 °C y 200 °C) se obtiene un grafico (o nomograma)
como el presentado en la Figura 6.
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Figura 6. Nomograma para la determinacion del aporte térmico,
para diferentes valores de TP, para garantizar un t8/5>6sy
T, 5 <982°C.

En este se puede apreciar que para temperaturas de
precalentamiento (TP) de 50 °C y 100 °C no hay soluciones
comunes a ambas ecuaciones. También se aprecia que el
incremento de la temperatura de precalentamiento puede ampliar
lazona Il del diagrama, permitiendo que tuberias con condiciones
de disipacion del calor mas intensas (mayor coeficiente de
transferencia de calor por conveccion, CP) puedan ser soldadas
sin riesgo; por supuesto la soldadura con mayores valores de
temperatura de precalentamiento (TP) obliga a un menor valor
de calor de entrada (CE) de la soldadura, para que no ocurra la
perforacion de la pared del tubo.

Para un valor definido del coeficiente de transferencia de
calor por conveccion (CP) que, como se aprecié en la Ecuacion
5, es una funcioén de las propiedades del fluido, de las condiciones
de flujo y de las dimensiones de la tuberia; la eleccion de la
magnitud del calor de entrada (CE) y de la temperatura de
precalentamiento (TP) a emplear en el proceso de soldadura,
debe tomar en cuenta las siguientes recomendaciones:

1. Para tuberias relativamente nuevas y que la causa de su
dafio haya sido la accion humana durante la transportacion,
montaje u explotacion del tubo; puede elegirse una
combinacion tal que la temperatura de precalentamiento sea
la menor posible (tecnoldgicamente es mas sencillo soldar sin
precalentamiento o con un valor bajo de esta temperatura), ya
que en este caso la capacidad de atrapamiento de hidrogeno
por parte del material del tubo es baja y combinado con el
uso de electrodos de bajo hidréogeno, no es fundamental la
liberacion de hidrogeno desde el metal del tubo. El calor de
entrada puede seleccionarse también en el limite inferior del
rango posible.

2. Paratuberias viejas, en las que la causa de dafio esté relacionada
al agrietamiento inducido por hidrégeno, a la corrosion bajo
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tension o a la corrosion, entre otros mecanismos; puede
elegirse una combinacion de valores de calor de entrada y
temperatura de precalentamiento tal que se aporte la mayor
cantidad de energia calorifica posible con vistas a eliminar
la mayor cantidad posible del hidrogeno residual contenido
en la estructura del metal (este hidrogeno penetré en el metal
durante la vida de servicio y también durante la soldadura, a
pesar de emplearse electrodos de bajo hidrogeno, debido a
la gran capacidad de atrapamiento de hidrogeno que tiene el
metal del tubo tras larga un largo periodo de explotacion).
En el caso en que el t 8/5 critico del material sea superior
a 7 segundos (valor a sustituir en la Ecuaciéon 17, en vez de 6
segundos), es imposible obtener soluciones comunes a ambas
ecuaciones (Ecuaciones 16 y 17); por lo que no es posible
garantizar, simultaneamente, la no ocurrencia de perforaciones
y de agrietamiento en frio. En estos casos el fendmeno critico
es la perforacion de la pared del tubo y la seleccion del calor de
entrada se hace en base a este criterio. La Figura 7 muestra un
nomograma que define la ocurrencia o no de perforaciones, al
soldar el tubo sin precalentamiento.

1800
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1600
- 1500
= il
g
5 1400
8 1300
1200
No se perfora
1100
1000
900
800 T T T T T T T T T T T T T T
[= = B = B = B = I = I = N = T = R = S = S = i = I = I = B =
D O - VO FTWOK DO «~ A O F
N OO OO OO0 6O <+
CP (Whn*K)

Figura 7. Nomograma para la determinacion del aporte
térmico para garantizar una T,,, , < 982 °C, sin emplear
precalentamiento del tubo.

Independientemente de que predomine el criterio de
evitar la perforacion del tubo (en aquellos casos en que no se
tengan soluciones comunes a las ecuaciones analizadas), no
se descuida la posible ocurrencia de agrietamiento en frio y
esta sensibilidad es disminuida extremando las medidas de
limpieza de las superficies a soldar; mediante la calcinacion de
los electrodos basicos a emplear en la soldadura; disminuyendo
al maximo posible las tensiones residuales del proceso de
soldadura (adecuada secuencia de soldadura, tratamiento de
alivio de tensiones). También deben estrecharse los periodos
entre inspecciones, con vistas a detectar posibles grietas en frio,
en longitudes por debajo de la longitud critica.

Los resultados obtenidos en la presente investigacion,

55



Morales, F. R., Scott, A. D., Pérez, M. R., Cedré, E. M. D., Morejon, J. A. P.

acerca del limite en la magnitud del calor de entrada (CE)
para que no ocurra la perforacion del tubo, son comparables a
resultados obtenidos en trabajos de investigacion por el Institute
of Materials Engineerings of Australia [30]. Estos trabajos
expresan que, para espesores de tubo de hasta 6 mm, el calor
de entrada maximo es del orden de 1,50 kJ.mm™ a 1,60 kJ.mm!
aproximadamente, desarrollando la soldadura a la temperatura
del fluido (sin precalentar). Esta comparacion indica un ligero
caracter conservador de los resultados obtenidos en la presente
investigacion, pero ante las severas consecuencias que puede
traer una perforacion durante la ejecucion de la soldadura, este
caracter no demerita el valor de las ecuaciones y nomogramas
obtenidos.

4. Conclusiones

Los resultados obtenidos en esta investigacion, permitieron
establecer ecuaciones de regresion que relacionan al calor de
entrada de la soldadura, la temperatura de precalentamiento y el
coeficiente para la transferencia de calor por conveccion, con la
temperatura maxima en la superficie interna del tubo y el tiempo
de enfriamiento entre 800 °C y 500 °C de un punto situado en la
ZAC. Estas ecuaciones poseen soluciones comunes para aceros
con un t 8/5 critico menor que 7 segundos y tal que se garantice
que la temperatura maxima en la superficie interna del tubo no
exceda 982 °C.

A partir de la solucion de las ecuaciones obtenidas, es
posible seleccionar niveles de energia calorifica a aportar
durante el desarrollo del proceso de soldadura, tal que se evite,
simultdneamente, la ocurrencia de perforaciones en la pared del
tubo y de agrietamiento en frio en la ZAC.

Losnomogramas creados apartirdelas ecuaciones generales
obtenidas presentan gran valor practico para la seleccion de las
condiciones en que se ha de desarrollar el proceso de soldadura.
Las ecuaciones y nomogramas son validos para los siguientes
intervalos de valor de las variables consideradas:

1. Temperatura de precalentamiento entre 50 °C y 200 °C.

2. Coeficiente de transferencia de calor por conveccion entre
290 W.m=2. Ky 440 W.m2. K.

3. Calor de entrada de la soldadura entre 810 J.mm' y 1625
Jomm™,

4. Aceros de baja aleacion de acuerdo a la especificacion API
SL.

5. Espesor del tubo de 6.4 mm.
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