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RESUMO

A obtencéo da reparticdo térmica em juntas do ago APl 5L X80 processadas
por Friction Stir Welding foi realizada por meio de modelos numéricos térmicos e
fluidodinamicos. Os dados de entrada dos modelos foram adquiridos por medicdes de
temperatura durante a soldagem, utilizando termopares posicionados igualmente
espacados ao longo de chapas de agco de 12 mm de espessura durante 0 processo
de soldagem. O experimento foi conduzido para dois aportes térmicos diferentes: uma
junta com aporte térmico de 1,69 KJ.mm* e a outra com um aporte térmico de 1,91
KJ.mm?. Os dados de temperatura foram processados e utilizados para
implementacdo em um modelo computacional puramente térmico, proporcionando a
visualizacdo do ciclo térmico do material durante a soldagem. O modelo
computacional foi desenvolvido utilizando o software COMSOL Multiphysics®, uma
vez que a fonte de calor foi considerada estacionaria em um modelo Euleriano. O
modelo foi utilizado em ambas as juntas para realizar o estudo entre as temperaturas
simuladas e os resultados experimentais. Os resultados mostraram similaridades
significativas quando os ciclos térmicos e seus maximos simulados e os dados
experimentais de temperatura foram comparados. O modelo térmico também foi
usado para prever as temperaturas maximas do ciclo térmico para regides da junta
soldada onde é fisicamente impossivel realizar medi¢cdes experimentais de
temperatura devido a presenca do pino e do ombro da ferramenta. Posteriormente, o
modelo puramente térmico foi confrontado com um modelo fluidodindmico, verificando
as informacdes obtidas em cada um destes. Observou-se que o0 modelo
fluidodinamico fornece detalhes sobre diferentes aspectos experimentais, tais como o
campo de velocidades do fluido ao redor da ferramenta e sua taxa de deformacgao.
Verificou-se entdo que o modelo puramente térmico fornece resultados com um tempo
de processamento menor do que o modelo fluidodindmico. Entretanto o modelo
fluidodindmico fornece resultados que o puramente térmico €, inerentemente,
impossibilitado de fornecer. Diante disto, conclui-se que cada um destes modelos

fornece resultados que sdo complementares um ao outro.

Palavras-chave: Friction Stir Welding. Modelagem computacional. Agco APl 5L-X80.

Modelo puramente térmico. Dinamica de fluidos computacional.



ABSTRACT

The thermal evaluation of APl 5L X80 steel joints processed by Friction Stir
Welding was achieved by thermal and fluid numerical models. The model input data
were acquired by temperature measurements during welding using equally spaced
thermocouples along 12 mm thick steel plates during the welding process. The
experiment was conducted with two main sets of heat inputs: one joint with a thermal
input of 1,69 KJ.mm and the other with a heat input of 1,91 KJ.mm*. Temperature
data were processed and used for implementation in a pure thermal computational
model, providing visualization of the thermal cycle of the material during welding. The
computational model was developed using COMSOL Multiphysics® software, since
the heat source was considered stationary in an Eulerian model. The model was used
in both joints in order to make comparisons between simulated temperatures and
thermocouple results. The results showed significant similarities when simulated
maximum thermal cycles and experimental temperature data were compared. The
thermal model was also used to predict maximum thermal cycle temperatures for
points in the welded region where it is physically impossible to perform experimental
temperature measurements due to the presence of the tool pin and shoulder.
Subsequently, the purely thermal model was compared with a fluid dynamic model,
verifying the information obtained in each of these. It was observed that the fluid
dynamic model provides details about different experimental aspects, such as the fluid
velocity field around the tool and its deformation rate. It was then found that the purely
thermal model provides results faster than the fluid dynamics model. However, the fluid
dynamics model provides results that the purely thermal one is inherently unable to
provide. Given the results, it is concluded that each of these models provides results

that are complementary to each other.

Keywords: Friction Stir Welding. Computational modelling. API1 5L-X80 steel. Pure
thermal model. Computational fluid dynamics.
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Qperda—totar P€rda térmica total do modelo

o Constante de Stefan-Boltzmann

€ Coeficiente de emissividade da superficie do material

h Coeficiente convectivo

Tomb Temperatura ambiente

f Fator de particdo do fluxo de calor entre a ferramenta e o corpo de
prova

a Fase ferrita

y Fase austenita
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1 INTRODUCAO

A Soldagem por Atrito com Pino N&o-Consumivel (SAPNC), ou Friction Stir
Welding (FSW) em inglés, € um processo de soldagem e unido no estado solido,
desenvolvido e patenteado pelo The Welding Institute (TWI) em 1991 (THOMAS et al,
1991). Este processo de fabricacéo foi conduzido com sucesso em ligas de aluminio,
titanio, cobre, zinco e chumbo. As vantagens em se empregar FSW, entre outras, séo:
juntas com propriedades mecanicas superiores devido a recristalizagdo dinamica e
pequenas distor¢cdes na peca de trabalho, levando a um processo de fabricagéo
menos prejudicial e a unido consolidada da junta soldada, sendo um processo que
oferece minimos riscos ambientais, o qual produz poucos residuos de usinagem e
requer pouca ou nenhuma limpeza de superficie (WITEK, 2015). Recentemente, a
atencdo das industrias de construcdo naval e dos produtores petroquimicos foi
direcionada para a viabilidade da soldagem por atrito de ligas de alta temperatura,
como superligas de niquel, acos inoxidaveis e acos de Alta Resisténcia e Baixa Liga
(ARBL), ou do inglés High Strength Low Alloy (HSLA) (ABBASI; NELSON;
SORENSEN, 2013; AVILA et al, 2016; HERMENEGILDO et al, 2017).

Os acos ARBL, como o API 5L-X80, sédo bastante adequados para construcao
de dutos, tubulacdes e componentes offshore, devido a combinacdo de microestrutura
e resisténcia adequadas, tornando esse tipo de material adequado para oleodutos e
gasodutos (WEI e NELSON, 2012). Estes acos séo caracterizados por baixo teor de
carbono, o que resulta em maior tenacidade na ZTA apés processos de soldagem, e
pela presenca de elementos de liga, como Nb, V, Ti, Cr, Mo, Ni e B (JANOVEC et al,
2000).

A motivacgdo para a realizacao deste trabalho pode ser relacionada a crescente
necessidade de modelos computacionais do processo de FSW que possibilite a
previsdo de temperaturas, os quais possam contornar as limitacdes fisicas da
ferramenta na junta soldada, a fim de fornecer uma compreensédo dos fenbmenos
térmicos das juntas soldadas do X80 fabricadas por este processo. A microestrutura
adequada, que permite alto desempenho estrutural, depende dos ciclos térmicos de
soldagem, qualquer que seja o0 processo, mas especialmente da Soldagem por Atrito
com Pino Nao Consumivel que combina alto grau de deformacéo e temperatura
elevada. Devido a este fato, este trabalho se concentra na utilizacdo de modelos

computacionais proposto para visualizar a distribuicdo de temperatura e ciclos
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térmicos, isto €, a reparticdo térmica, no lado de avanco das soldas de aco API 5L-
X80 fabricadas por FSW. Modelos térmicos computacionais puros sao algumas das
abordagens acessiveis para prever ciclos térmicos em FSW. Eles fornecem uma
percepcdo préatica e direta da distribuicdo de calor ao longo da junta soldada
(SCHMIDT e HATTEL, 2005). Neste trabalho, o lado de avanco foi escolhido por ser
de grande preocupacao em relacéo a integridade do corddo, onde uma zona de alta
dureza tende a surgir devido a elevadas temperaturas associadas a altas taxas de
deformagéo, podendo comprometer a integridade estrutural de componentes e
equipamentos (NELSON e ROSE, 2016).

1.1 Objetivo

O objetivo deste trabalho é propor modelos computacionais aplicaveis ao
processo de Friction Stir Welding (FSW) em chapas do aco API 5L-X80 de forma a
contribuir para o melhor entendimento da reparticdo térmica durante o processo de

soldagem por atrito com pino ndo consumivel.
1.1.1 Objetivos especificos

e Modelar o campo de temperatura nas chapas de teste em locais mais
préximos a junta soldada, mais especificamente em regidées que esta
afericdo se torna inviavel pela presenca fisica do pino.

e Avaliar os valores de coeficientes convectivos mais adequados que
correspondem aos valores experimentais.

e Determinar e analisar as historias térmicas das juntas soldadas e
comparar com os valores experimentais.

e Comparar a morfologia das curvas de ciclo térmico de regibes do
material em contato com o0 pino com o0s dados experimentais
provenientes de regides similares.

e Comparar o modelo puramente térmico com o modelo CFD construido

para estudo do campo de velocidades do material na junta soldada.
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2 REVISAO BIBLIOGRAFICA

Este topico visa introduzir temas e conceitos fundamentais a compreensao do
estudo sobre a Soldagem por Atrito com Pino Ndo Consumivel e simulacdo
computacional deste processo de fabricacao.

2.1 Friction Stir Welding (FSW) ou Soldagem por Atrito com Pino N&o-
Consumivel (SAPNC)

Friction Stir Welding (FSW), ou Soldagem por Atrito com Pino ndo-Consumivel
(SAPNC), € uma das variantes dos processos de soldagem por atrito, os quais se
desenvolvem a partir da aplicacdo de uma forca e movimento relativo entre os
materiais a serem soldados, gerando calor e deformacéao levando a formacao de uma
junta consolidada. Esse processo, patenteado pelo The Welding Institute (TWI)
(THOMAS et al, 1991), utiliza uma ferramenta rotativa de nitreto cubico de boro
policristalino (PCBN) que é pressionada contra o material a ser soldado, originando a
junta soldada. A principal funcédo da ferramenta, a qual consiste em uma parte de
maior diametro (ombro) e menor didmetro (pino), é gerar o calor e deformacao na junta
soldada e promover a coalescéncia de material (DIALAMI, CERVERA e CHIUMENTI,
2019). A Figura 1 ilustra os principais componentes deste processo de soldagem.
As propriedades mecanicas e fisico-quimicas da junta soldada irdo depender de
alguns fatores particulares ao processo, tais como velocidade de soldagem
(velocidade de avanco) e velocidade rotacional, e ainda outros fatores geométricos
como a geometria da ferramenta e seu angulo de inclinacdo em relacdo a superficie
do material (MEHTA e BADHEKA, 2016).

Figura 1 - llustragcéo do processo de Friction Stir Welding

Peca de trabalho
Ombro da

ferramenta

Pino

Fonte: Adaptado de Toumpis et al (2014)
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Ao final da soldagem, verifica-se na secédo transversal da junta soldada uma
morfologia macroscopica caracteristica deste processo, como exemplificado na Figura
2. Uma porcéo da zona central onde ocorre efetivamente a coalescéncia a matéria e
sua consequente “mistura” € chamada de Zona Misturada (ZM). A regido adjacente a
zona misturada é chamada de Zona Termomecanicamente Afetada (ZTMA), regido
onde ocorrem alteracbes microestruturais provenientes do calor e da taxa de
deformac@o gerados na junta soldada. A proxima regido tem suas alteragbes
microestruturais provenientes exclusivamente do calor gerado durante o
processamento por FSW, sendo denominada Zona Termicamente Afetada (ZTA). Por
altimo, encontra-se o material que nao foi alterado pelo processamento, o Metal Base
(MB).

Figura 2 - llustragcdo das zonas macroscopicas identifichveis na soldagem por atrito. a) Metal base, b)
ZTA, ¢) ZTMA, d) ZM

Didmetro do ombro

RERRIR
|

Fonte: Adaptado de Frigaard, Grong & Midling (2001)

FSW foi primeiramente empregada em materiais leves e dulcteis, e com
dificuldades de serem soldados por processos convencionais a arco. Dentre estes se
destacam as ligas de metais ndo-ferrosos como algumas ligas de aluminio, ligas de
cobre e ligas de magnésio. Com o0 sucesso de emprego deste processo nestes
materiais, nos ultimos 20 anos, pesquisadores e profissionais da area vem
viabilizando a sua utilizacdo em ligas ferrosas e de alto ponto de fuséo, tais como ligas
de titdnio, de niquel e ferro (CHOI et al, 2011; MEHDI; MISHRA, 2019; MIYAZAWA
et al, 2012).

Vantagens no emprego do processo FSW para a soldagem destes materiais
sdo (MISHRA e MA, 2005):

e Maior controle de aporte térmico durante o processo, originando menos
distor¢bes e possibilitando uma menor Zona Termicamente Afetada

(ZTA) relativa aos processos ao arco;
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e Excelente repetibilidade e estabilidade dimensional, diminuindo as
operacdes de usinagem apls a soldagem e possibilitando o seu
emprego em linhas de produgao automatizadas;

e Sem perdas ou empobrecimento de elementos de liga e excelentes
propriedades mecéanicas na junta soldada, caracteristica pela soldagem
acontecer ainda durante o estado solido do material, fornecendo uma
regido de graos finos (para ligas nao transformaveis);

e Embora o equipamento e ferramentas necessarios para a realizacdo do
FSW sejam considerados caros, ha uma diminuicdo de custos diretos
relativos a soldagem, devido a ndo utilizacdo de grandes quantidades de
consumiveis tais como arames, eletrodos, pdés de fluxo, gases e
equipamentos de protecdo individual e coletiva (BHADESHIA e
DEBROY, 2009);

e Menor impacto ambiental associado aos custos de produgdo com a
diminuicdo de materiais consumiveis e possibilidade de unido sem
material de adicao;

e Eliminacgao de trincas por hidrogénio, uma vez que nao hé formacéo de
material liquido durante a soldagem diminuindo a difusédo de hidrogénio,
em meio sélido, para dentro da junta soldada. Adicionalmente, acredita-
se que o aumento da densidade de contornos de gréo que ocorre
durante a soldagem favorece a obtencdo de baixa concentragdo de
gases difundidos para o interior da junta, além de reduzir concentradores
de tensdes e segregacédo de impurezas (LIU et al, 2018).

Além disso, o FSW tem o potencial de unir ligas ferrosas com baixo indice de
soldabilidade com elevado teor de carbono, ou ainda com elevado carbono
equivalente.

Entretanto, tal processo em ligas de alta temperatura ndo ocorre sem que sejam
sanados alguns obstaculos. Nesses materiais, observa-se que pode haver o
surgimento de estruturas grosseiras na Zona Misturada, particularmente quando
temperaturas nessa localidade sao elevadas (OZEKCIN et al, 2004), comprometendo
a resisténcia mecanica e/ou resisténcia a corrosdo do material. Adicionalmente, o
alinhamento e fixacdo das pecas a serem soldadas juntamente com o emprego do

apoio (backing) pode dificultar a operacionalidade do processo. A parametrizacao do
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processo pode ser bastante dificultosa devido a automacéo e a ndo-portabilidade do
equipamento. Além disso, o desgaste na ferramenta de trabalho € bastante elevado,
principalmente quando se solda ligas de elevado teor de carbono, necessitando de
paradas programadas para a substituicao desta.

A auséncia de materiais que pudessem resistir a temperaturas elevadas, muitas
vezes superiores aos 1000°C, foi por muito tempo um fator que inibiu o progresso da
aplicacado do FSW em ligas de elevada temperatura de fusdo (CAM, 2011). Para isso,
o desenvolvimento de materiais e o projeto de ferramentas de soldagem foram de
fundamental importancia para que se pudessem obter juntas consolidadas e isentas
de defeitos. Muitas ferramentas foram desenvolvidas a partir de ligas de metais
refratarios como W e Re, outras utilizam a cerédmica Nitreto Cubico de Boro
Policristalino (PCBN), e ainda ha a possibilidade de se empregarem metal-duro a base
de WC (exemplo: WC-Co ou WC-Cr). Na Figura 3 € possivel visualizar trés perfis de
diferentes tipos de ferramentas para a soldagem. Mais recentemente, ferramentas a
base de Ir-Re vem sendo estudadas e viabilizadas, com grandes chances de serem
implementadas, pois exibem elevadas propriedades mecanicas em altas
temperaturas com uma excelente resisténcia a oxidacado. O alto desempenho dessas
ligas de Ir-Re ainda pode ser refor¢cado pela adicdo de 1% de Zr. (MIYAZAWA et al,
2012).

Figura 3 - Perfil de diferentes ferramentas utilizados no FSW. a) W-Re b) WC-Co e ¢) PCBN. Nota-se
também os diferentes designs de ombro e pino de cada ferramenta.

Fonte: Adaptado de Liu et al (2018)

Nos estudos de Klimenko et al (1992) e Klimenko et al (1995) os mecanismos
de desgaste do PCBN foram estudados durante a usinagem de a¢os endureciveis.
Tais trabalhos encontraram a formagdo de uma estrutura por camadas na face de
trabalho, com composicao quimica distinta do material da ferramenta, formada devido
as interacdes quimicas entre a ferramenta, o corpo de prova e a atmosfera. Observou-
se também que a estrutura em camadas era frequentemente encontrada em estado

liquido, possivelmente devido as temperaturas de fusdo menores dos compostos
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quimicos formados. Além disso, os trabalhos encontraram fortes sugestdes que
apontam para a renovacao continua desta estrutura em camada, com formacéo de
compostos de carbetos, boretos, nitretos e 6xidos de ferro, cromo, niquel e titanio,
provenientes de ambos corpos-de-prova e ferramenta. Estes resultados apontam que
o principal mecanismo de desgaste do PCBN se da por meio quimico. Logo, observa-
se que ha um potencial de demanda para o estudo das interacdes entre a ferramenta
de FSW e o material a ser processado.

Deste modo, fica perceptivel a importancia do carater industrial que o FSW
possui e as possibilidades de emprego deste processo em uma linha de producao
industrial. O presente trabalho concentra-se na soldagem por atrito do aco APl 5L-X80

e sua consequente modelagem computacional.
2.2 Acgos Alta Resisténcia - Baixa Liga (ARBL)

Ao final da década de 80, a industria siderdrgica ja conseguia produzir acos
microligados com limites de escoamento de, aproximadamente, 500 MPa somente
utilizando elementos de ligas e tratamentos termomecanicos adequados. Tal avanco,
possibilitou o desenvolvimento de agos mais resistentes para serem empregados em
componentes mecanicos de alta demanda/responsabilidade estrutural.

Nos ultimos 10 anos, os acos Alta Resisténcia - Baixa Liga (ARBL), do inglés
High Strength - Low Alloy (HSLA), vém sendo utilizados como uma classe de materiais
importante e de elevada relevancia cientifica. Estes acos surgiram na tentativa de
substituir os acos de baixo carbono, em aplicacbes que se necessitassem de uma
elevada relacdo resisténcia/peso e uma maior resisténcia ao intemperismo
(VILLALOBOS et al., 2018). Tais materiais ndo sdo necessariamente considerados
como ligas de aco a parte, pois sdo projetados para atender a propriedades mecanicas
especificas ao invés de uma composicao quimica pré-definida (os acos ARBL
frequentemente tem tensdes de escoamento superiores a 275 MPa ou 40 ksi). A
composicdo quimica de um aco ARBL especifico pode variar para diferentes
espessuras do produto, visando atender aos requisitos de propriedades mecéanicas.
Estes materiais tém baixo teor de carbono (0,05 a 0,25% C) para produzir adequada
conformabilidade e soldabilidade, e podem ter teor de manganés de até 2,0%.
Pequenas quantidades de cromo, niquel, molibdénio, cobre, nitrogénio, vanadio,

nidbio, titanio, zircénio e aluminio sdo também usadas em varias combinacdes de
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composicdes. (COCHRANE, 2012; GARCIA, 2017). Fazem parte desta classificacédo

0s seguintes acgos:

Acos resistente ao intemperismo - que contém pequenas quantidades
de elementos de liga como cobre e fosforo para melhorar a resisténcia a
corrosdo atmosférica e promover o endurecimento/aumento de
resisténcia via solucéo solida;

Acos microligados ferritico-perliticos - contém pequenas adi¢cbes de
carbonetos duros ou h4 a formacao de carbonitretos (geralmente, menos
de 0,10%) devido a elementos como nidbio, vanadio e/ou titanio,
promovendo a precipitacdo de intermetalicos, refino de gréos e
possivelmente um maior controle de transformacgdes por temperatura;
Acos laminados perliticos - podem incluir os acos carbono-manganés,
mas que também podem ter pequenas adicfes de outros elementos de
liga visando aumentar a resisténcia mecanica, conformabilidade e
soldabilidade;

Acos ferriticos aciculares (bainiticos de baixo carbono) - possuem baixo
guantidade de carbono (menos que 0.05% C). S&o acos com uma
excelente combinacéo de alto rendimento, (tdo alta quanto 690 MPa, ou
100 ksi) soldabilidade, conformabilidade, e boa tenacidade;

Acos bifasicos ou Dual-Phase - possuem uma microestrutura de
martensita dura dispersa em uma matriz ductil ferritica, ou ainda
microestrutura bainitica tenaz dispersa na mesma matriz ferritica,
visando fornecer uma boa combinacédo de ductilidade e alta resisténcia

a tracao.

Estes acos sdo produzidos comumente através de um processo de fabricacao

termomecanico controlado (PTMC), ou ainda do inglés Thermomechanical Controlled

Processing (TMCP). Este processo de manufatura envolve submeter o ago a ciclos

BN

repetidos de laminacdo a elevadas temperaturas e posterior resfriamento rapido,

fazendo com que se obtenha uma microestrutura refinada e uniforme, como ilustra a

Figura 4.
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Figura 4 - Esquema de processamentos termomecanicos de fabricacdo do aco X80 - PTMC
convencional
Lingote aquecido -
1000°C a 1100°C

— Laminagio de desbaste

N

Laminagdo controlada

Final de laminagdo
 —| {acima de Ar3)

Fesfriamento acelerado

Reafriamento ao ar

Fonte: Adaptado de Chen et al.(2014)

Estes acos sdo comumente utilizados na composicdo de componentes
automotivos, linhas de transporte de gas e Oleo, extracdo off-shore de compostos
petroquimicos, fabricacdo de componentes navais e submarinos, e vasos de pressao.
Para as linhas de transporte de gas e produtos derivados do petréleo, as vantagens
na utilizacdo de acos ARBL sédo: a possibilidade de se obter uma maior resisténcia
mecanica quando comparado a acos carbono e/ou inox, podendo-se diminuir a
espessura de parede de tubos (utilizando uma mesma presséo interna), promovendo
uma reducdo de peso caracteristico e custos associados a fabricagcdo a montagem e
ao transporte (BAI, 2001; BAI e BAI, 2007). Alternativamente, tenta-se manter a
espessura da parede do tubo e aumentar a pressao interna (até o limite maximo de
72% do limite de escoamento do tubo), possibilitando um maior volume de material
(liquido, gas ou mistura) transportado (SICILIANO, 2008; SOEIRO JUNIOR, ROCHA
e BRANDI, 2013).

Para as industrias petroquimica e naval, o fornecimento de tubos de materiais
provém com certas especificacdes e nomenclaturas associadas ao produto. Certas
especificacdes sobre composi¢cdo quimica, propriedades mecanicas e outras etapas
de fabricagdo como soldagem, corte, fabricagdo, bem como requisitos de resisténcia
a tracdo e tenacidade a fratura de oleoduto e de gasodutos sdo especificados pelo
American Petroleum Institute (API), International Organization for Standards (ISO) e

outras agéncias de regulamentacdo. Os padroes API sdo geralmente tomados como
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referéncia por muitas instituicdes nacionais e internacionais para definir seus préprios
procedimentos de fabricacdo e especificacbes para esses materiais. Conforme
especificado pela API, os materiais destinados as tubulacdes sdo fabricados ou
fornecido com dois niveis de especificacdo de produto conhecidos como PSL 1 e PSL
2 (SHARMA e MAHESHWARI, 2017). De acordo com as especificacdes API 5L, os
tubos PSL 1 sédo fornecidos em Classes A25, A25P, A, B, X42, X46, X52, X56, X60,
X65 e X70 enquanto que os tubos PSL 2 sao fornecidos nas classes B, X42, X46,
X52, X56, X60, X65, X70, X80, X90, X100 e X120.

Figura 5 - Cronologia de fabricacdo de diferentes acos ARBL (Grau API)

GRALU API
A
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X100 = 0.08CO0ZM0  TERMOMECAHICO
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TERMOMECANICO
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X80 —

X70

0.12C TRATAMENTO
NbY TERMOMECANICO

X60 _ TMCR

LAMINADO A QUENTE
E HORMALIZADD

X562 -

I I I T T | T T P ANO
1965 1970 1975 1980 1985 1990 1995 2000

Fonte: Adaptado de Siciliano, (2008) e Soeiro Junior, Rocha & Brandi, (2013)

Um destes materiais é o API 5L-X80, também conhecido como ISO 3183 X80M,
0S quais sao ligados ao niobio e estabilizados ao titanio, como é mostrado na Figura
5. Este Ultimo é adicionado visando aumentar a tenacidade e diminuir (ou eliminar) o
efeito deletério do nitrogénio. A elevada resisténcia mecénica se da por conta da
adicdo de cromo e, em alguns casos, vanadio. O primeiro atua na formacao e
estabilizacdo da bainita, o segundo contribui para o aumento de tenacidade.
Adicionalmente, o nidbio atua como agente de refino de gréo e eleva a temperatura
de recristalizagéo, possibilitando uma laminacdo a temperaturas mais elevadas. Esta
ultima etapa € conhecida como Processamento a Altas Temperaturas, High
Temperature Processing (HTP), e exige menores esforcos mecéanicos pra se laminar
o material (SICILIANO, 2008).
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O aco X80 nacional, utilizado nesse trabalho, é composto microestruturalmente
de: majoritariamente bainita (ferrita bainitica), ferrita primaria (poligonal) e uma
pequena parcela do microconstituinte MA (martensita-austenita) (BOTT et al, 2005;
ROZA, 2006). Também ha a presenca de perlita, que pode estar deformada devido
ao processo de laminacéo conforme, assim denominado por alguns autores por perlita
degenerada ( SHANMUGAM et al, 2006; ZAJAC; SCHWINN; TACKE, 2005).

2.3 FSW de agos ARBL

Para a soldagem a arco destes acos € bastante frequente relatos e estudos
envolvendo a susceptibilidade da ZTA a fragilizacédo por hidrogénio (ALBUQUERQUE
et al. , 2012; DAVIS; KING, 1994; EROGLU; AKSOY, 2000). Além disso, a soldagem
por fusdo é comumente associada a proporcionar uma maior distribuicdo de elevadas
tensdes residuais ao longo da junta soldada e a presenca de fases frageis (martensita)
devido ao crescimento demasiado dos gréos austeniticos durante a soldagem, as
quais, combinadas com hidrogénio difundido, aceleram o processo de trinca a frio.
Adicionalmente, uma consideravel reducédo de tenacidade na ZTA leva as rejeicdes
de projeto e ao desacordo com critérios normativos de tenacidade por CTOD (Crack
Tip Opening Displacement) segundo a norma DNV-OS-F101 (DET NORSKE
VERITAS AS, 2013).

Por muitas vezes, deseja-se, por exemplo, a obtencédo de bainita e/ou perlita
fina na ZTA da junta, a qual contribuiria para que houvesse uma maior resisténcia a
tracdo sem comprometer a tenacidade. Contrariamente, a presenca de gréos de
martensita ndo-revenida comprometeria a tenacidade da junta, promovendo sitios de
nucleacédo e propagacao de trincas (SAMPATH, 2006).

Devido a esse fato, necessita-se que haja um controle preciso de parametros
de soldagem que fornegcam microestruturas capazes de contribuir sinergicamente para
a tenacidade e a resisténcia mecéanica da junta soldada. Investigacdes prévias
demonstraram que FSW é um processo bastante promissor para soldagem de agos
ARBL (SANTOS et al, 2010, 2016; AYDIN e NELSON, 2013; ABBASI, NELSON e
SORENSEN, 2013; HERMENEGILDO et al, 2017). O controle de aporte térmico
associado a esse processo € adequado a necessidade de se ter uma microestrutura
minuciosa para determinada aplicagdo. Propriedades mecéanicas da junta de acos
ARBL processada via FSW sao frequentemente maiores do que as mesmas soldadas

por processos via arco. Além disso, as tensdes residuais encontradas sao bem
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menores em juntas processadas por FSW. A moderacéo destes valores de tensdes
residuais pode se dar a partir da microestrutura e taxas de resfriamento a partir de
parametros de soldagem bem ajustados (SOWARDS et al, 2015; STEUWER et al,
2012).

Em se tratando do FSW de X80, Santos et al (2010) e Hermenegildo et al (2017)
concluiram que a obtencédo de juntas consolidadas a partir de chapas de X80 e que
atendam aos critérios da norma ISO 3183 é perfeitamente possivel, desde que sejam
otimizados os parametros de processo (velocidade de soldagem, velocidade
rotacional e forca axial, as quais dependem da espessura da chapa). No livro de
Mishra & Mahoney (2007), os autores destacaram uma janela de processo, para qual
foi definida em funcdo da otimizacdo de parametros, ilustrada na Figura 6, as quais
levaram a obtencdo de uma junta livre dos principais defeitos relacionados a utilizagéo
de FSW nesses acos. Adicionalmente, os autores também concluiram que os
parametros de soldagem mais apropriados sao aqueles que utilizam uma menor forca
axial ao longo da junta. Isso faz com que se tenha um maior controle da taxa de
geracado de calor, a fim de se evitar uma maior geragcao de defeitos e uma eventual
fratura da ferramenta, a qual pode gerar uma junta contaminada com elementos

guimicos que compdem a ferramenta e prejudicam a integridade estrutural da solda.

Figura 6 - Janela operacional de parametros otimizados para o FSW.
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Fonte: Adaptado de Mishra & Mahoney, (2007) e Hermenegildo et al (2017)
De maneira complementar, relatos de baixos valores de CTOD para juntas de
acos ARBL (OZEKCIN et al, 2004), e até agos carbono (LIENERT et al, 2003), foram

encontrados e relacionados com as microestrutura obtidas em uma regido do cordéo

que frequentemente se destaca por possuir elevada dureza. Essa porcéo dura, ou
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ainda Zona Dura (ZD), do inglés hard zone (HZ) (NELSON; ANDERSON; SEGRERA,
2007; OZEKCIN et al, 2004), pode surgir a partir da combinacdo entre varios
parametros de soldagem, mas sua origem pode estar mais relacionada a elevados
valores de temperaturas, baixas taxas de resfriamento do cordao associados a maior
taxa de deformacao em elevadas temperaturas. Assim como é apresentado na Figura
7, esta zona ainda pode ser comumente localizada no lado de avanco da junta
soldada, regido que esta sujeita as condi¢des térmicas supracitadas, e até crescer de
modo a abranger regides comuns a ZM e a ZTA. Trabalho realizado por Santos et al
(2010) reportaram que a condi¢cdes de maior aporte térmico (maiores temperaturas na
regido do corddo de solda) apresentaram valores de CTOD abaixo da norma DNV-

OS-F101 para a ZM da junta de ago X80, visando aplicacdes offshore.

Figura 7 - Distribuicdo de dureza Vickers no perfil transversal da junta soldada - evidéncia da
presenca de uma zona de elevada dureza localizada no lado de avanc¢o (LA) de ambas as soldagens.
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Fonte: Adaptado de Hermenegildo et al (2018)

Observa-se entdo que o emprego do processamento FSW ainda demanda uma
parametrizagcdo adequada para que a junta obtida possa ser qualificada como
aceitavel dentro de critérios normativos especificos da norma APl (AMERICAN
PETROLEUM INSTITUTE, 2012). Uma das alternativas e complementacbes ao
grande numero de ensaios experimentais destinados as parametrizacbes da
soldagem é a modelagem computacional do FSW. Por meio de simulagfes, esses
modelos podem fornecer informacdes e detalhes complementares e norteadores.
Estes métodos utilizam-se de resolucdo de equagdes diferenciais para encontrar 0s

valores de interesse em um modelo criado especificamente para o experimento.
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2.4 Modelagem computacional do processo FSW

Os fendbmenos térmicos, quimicos e mecanicos que compdem a unido de
materiais por FSW envolvem interagbes de natureza complexa entre o metal de base
e a ferramenta de soldagem. Recristalizacdo dinamica, taxas de resfriamento e
aguecimento, fluxo de material, taxa de deformacéo séo algumas das respostas que
dependem de parametros tais como velocidade, torque, pressao axial e forca axial
(MISHRA e MAHONEY, 2007).

Medicbes da temperatura préximos a ferramenta de FSW em rotacédo se tornam
dificeis devido a dois fatores principais: ao movimento de material do corpo de prova
préximo ao local onde esté situado o termopar e aos altos gradientes de temperaturas
e taxas de deformacao que estédo presentes durante a soldagem, fazendo com que a
alocacgao do termopar em qualquer posicéo inadequada possa levar a um grande erro
de aquisicdo (NANDAN, LIENERT e DEBROQOY, 2008).

Diante da vasta abrangéncia de areas cientificas dos fatores citados acima,
pesquisadores utilizam-se de modelos computacionais através do Método de
Elementos Finitos (MEF) para compreender de maneira adequada as intera¢des e 0s
fendbmenos termodinamicos inatos ao processo. Basicamente, o MEF € um método
de discretizacdo bastante aplicado na mecéanica do continuo, no qual um modelo
complexo é subdividido em componentes de pequenas geometrias, portando as
mesmas propriedades do modelo. A resposta final do modelo é dada a partir da soma
das repostas dos elementos. O MEF oferece a possibilidade de poder lidar com a
complexidade das equacdes da mecanica do continuo e solucionar as equacoes
diferenciais necessarias para a solucdo do modelagem proposta (HE, GU e BALL,
2014). Simulagc6es numéricas podem fornecer informacgfes especificas a partir de
diferentes pontos de vista, tanto térmico quanto mecanico, dentre outros.

Deste modo, a utilizacdo de modelos numéricos para quantificacdo do campo
de temperaturas € util, podendo ser utilizados modelos mais simples (bidimensionais,
considerando uma fonte de calor pontual ou linear) ou modelos mais complexos
(tridimensionais e fonte de calor espacial ou volumétrica).

Modelos computacionais para FSW podem ser utilizados para previsao de
temperaturas, tensOes residuais, microestruturas do material, velocidade e

escoamento de material soldado, e ainda desgaste da ferramenta de soldagem. Acima
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de tudo, deseja-se que o modelo numérico consiga inferir e/ou prever respostas, as
quais podem ser relacionadas com resultados de medi¢cdes experimentais.

Na modelagem computacional do processo de FSW, as trés abordagens mais
comuns que podem ser utilizadas sdo (MEYGHANI et al, 2017):

e Modelo de Mecéanica dos solidos (MMS), com referencial Lagrangiano;
e Modelo de Fluidos Computacional (CFD), com referencial Euleriano;
e Modelo puramente térmico (MPT), com referencial Euleriano.

A Figura 8 apresenta cada uma destas abordagens, as quais possuem
caracteristicas distintas e séo utilizadas para encontrar respostas unicas e relevantes
ao processamento do material.

Figura 8 - Diferentes geometrias para a simulagdo numérica do FSW - a) ferramenta, corpo de prova

e backing plate; b) topo da ferramenta (ombro e pino), corpo de prova e backing plate; c) topo da
ferramenta (ombro e pino) e corpo de prova; e d) condi¢do de simetria longitudinal.

Fonte: Adaptado de Schmidt & Hattel (2008)

Na utilizacdo do MMS, a abordagem se da considerando que o material
permanece em estado solido. Modelos que utilizem essa abordagem utilizam malhas
gue se refinam ao longo da simulacdo em estado transiente. Trabalhos como os de
Assadi et al (2011), Buffa & Fratini (2009) e Feuvarch et al (2013) mostram a
capacidade de tais modelos em se prever tensdes residuais, temperaturas e taxas de
deformagbes no material. Entretanto, tais modelos frequentemente demandam
elevado processamento computacional e, consequentemente, requerem maior tempo
para solucdo. Além disso, alguns modelos ainda necessitam de softwares de
programacao adicionais para computar, calcular e solucionar as equac¢des que serao
implementadas na simulacdo. Uma representacdo deste modelo € apresentada na

Figura 9.
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Figura 9 - Exemplo de malha adaptativa no modelo de mecéanica dos sélidos. Destaque para os dois
dominios consideradas - Qi (corpo de prova) e Q> (ferramenta).

a) Geometria do modelo - malha adaptativa b) Destaque para as diferentes regides - Q; e Q,

Fonte: Adaptado de Feuvarch et al (2013)

Para a metodologia CFD, o soélido a ser soldado é tratado como um fluido de
alta viscosidade, possuindo propriedades de viscosidade n&o-newtoniana. Tais
abordagens conseguem prever a distribuicdo de velocidades e assimetria de fluxo do
material em torno da ferramenta. Além disso, aborda-se a geracdo de calor pela
dissipacéo plastica na camada cisalhada e interacdes friccionais entre a ferramenta e
o corpo de prova. Entretanto, tais tipos de abordagens podem ser
computacionalmente e experimentalmente mais extenuantes. Os trabalhos de
Colegrove et al (2000) e Colegrove & Shercliff (2005) oferecem resultados relevantes
para o estudo de fluxo de material durante a soldagem.

Alguns dos trabalhos pioneiros na simulagédo do FSW utilizando a abordagem
CFD para ligas de altas temperaturas foram os de Nandan, Roy & Debroy (2006) e de
Nandan et al (2008). No primeiro trabalho, os autores encontraram valores de
viscosidade dinamica limitrofes para os quais ndo ha fluxo de material durante a
soldagem, para uma liga de aluminio - AA 6061 (5 MPa.s) e para agco médio-carbono
(9,9 MPa.s). No segundo trabalho, utilizaram a aproximacdo CFD para modelar o
campo de temperaturas e o escoamento material para uma liga de titanio processada
por FSW.

No MPT, o qual analisa transferéncia de calor, sem escoamento de material,
deseja-se encontrar valores de temperaturas em diferentes regides do material,
considerando o processo estacionario. Alguns trabalhos, mais especificamente os
trabalhos de Schmidt et al (2004), Schmidt & Hattel (2005) e Schmidt & Hattel (2008),
tiveram grande impacto e proporcionaram uma maior compreensao sobre o MPT,
versando sobre a modelagem analitica da geracdo de calor e apontaram

consideracdes sobre a fonte de calor no MPT. De uma maneira concisa, estes



35

trabalhos destacaram a importancia de considerar a geometria da ferramenta e
ponderar sobre a condicdo de contato entre a ferramenta e a peca a ser soldada,
levando a 3 possibilidades: condicdo de deslizamento total (sliding condition),
condicdo de adesdo total (sticking condition) e condigdo parcial (partial
sticking/sliding). Faz-se essencial a compreensao das variaveis que determinam cada
condicdo. Estas, por sua vez, estéo ligadas as tensfes de processamento que incidem

sobre o material.

Figura 10 - Referenciais adotados nos modelos computacionais - a) Euleriano: fonte de calor
radialmente distribuida e tratamento estacionério; b) Lagrangiano - fonte de calor transiente, se
movimentando ao longo da junta.

Fonte: Adaptado de Schmidt & Hattel (2008)

Uma das vantagens da utilizacdo do referencial Euleriano é sua versatilidade,
a qual permite obter resultados significativos devido as suas condi¢des de contorno,
tais como simetria ao longo da junta soldada e fonte estacionaria. Além disso, tal
abordagem é considerada a indicada para ligas com elevado ponto de fusdo devido a
uma maior contribuicdo coulombiana da forca de atrito, que permeia a condi¢cdo de
deslizamento (sliding condition) (NANDAN, ROY e DEBROY, 2006). Outra vantagem
€ a utilizacdo de uma malha refinada ao redor da regido de insercéo da ferramenta,
sendo muitas vezes considerado como sendo um modelo “local’. Contrariamente, na
adocao do referencial Lagrangiano, o modelo utiliza uma malha menos detalhada
devido a necessidade de se abranger toda a geometria desenhada (ferramenta + peca
de trabalho). Tal referencial, € mais indicado na aquisicdo de valores globais de
respostas, tais como a temperatura média que a peca de trabalho atinge. Modelos
desenvolvidos utilizando esse referencial sdo muitas vezes nomeados de “globais”
(SCHMIDT e HATTEL, 2008).

No MPT, pode-se ainda utilizar de abordagem pseudo-termomecanica, na qual
as simulagdes levam em consideracdes as relagdes de tensdo de escoamento com a

temperatura. Mais especificamente, a tensdo de escoamento no cisalhamento do
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material € tida como dependente da temperatura que corpo de prova atinge, refletindo
um carater parcial de dissipacao viscosa do material. Isto acontece devido a influéncia
do coeficiente de acoplamento (8).

Mais especificamente, o trabalho de Schmidt & Hattel (2004) versa sobre o0s
principais tipos de modelos utilizados em simulagdes encontradas em literaturas
anteriores. Basicamente, a modelagem da fonte de calor pode ser subdividida em 2
condicbes de contato existente entre a ferramenta e a peca a ser soldada, sendo

ilustradas na Figura 11 como condi¢des de “deslizamento” e de “adesao’.

Figura 11 - Diferentes abordagens de modelagem das fontes de calor no processo de FSW. Detalhe
para a diferenciagéo entre condicao de deslizamento e adeséo.

Condicgéo de Deslizamento Fluxo superficial Condicéo de Adesao

Rotacdo da camada de cisalhamento do ombro

3 Fluxo volumétrico CT-D
i Caso 1b

Caso 1a 1

i
T e ey

i
1
1
Rotacdo da camada de cisalhamento do ombro e pino
Rotac&o do volume do pino de acordo com a velocidade da ferramenta

Caso 2a

Caso 2b

Caso 3a

Fonte: Adaptado de Shmidt & Hattel (2005)

A geracdo de calor na junta € dada a partir de um coeficiente de acoplamento
(6), a qual determina as condi¢cbes de contato entre a ferramenta e o material. A
Tabela 1 apresenta um resumo entre as multiplas condicbes de acoplamento. A
velocidade da matriz do material (V,,,4+iz) € @ que este adquire ao ser rotacionado em
conjunto com a ferramenta. A velocidade da ferramenta (Vrerramentq) € @quela imposta
pela ferramenta, sendo um produto entre a velocidade angular e o raio da ferramenta.
A tensédo no cisalhamento ao escoamento € determinada pela tensao de escoamento

efetiva do material.
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Tabela 1 - Principais condi¢cdes de acoplamento entre a ferramenta e o corpo de prova, e suas
consequentes coeficientes de acoplamento (5)

. . Tensao de Coeficiente
. Velocidade da Velocidade da .
Condicéo . . cisalhamento no de
matriz do material ferramenta
escoamento acoplamento
. errramenta
Adeséo Vimatriz = Vrerramenta Tatrito = Te §=1
= wr
Parcial errramenta
. - Vinatriz < errramenta Tatrito = Te 0<d<1
deslizamento/adeséao = wr
. errramenta
Deslizamento Vinatriz = 0 Tatrito < Te 6=0
= wr

Fonte: Adaptado de Schmidt, Hattel & Wert (2004)

A equacdo fundamental que determina a geracao de calor na junta soldada é

dada pelas rela¢cBes entre os dados experimentais e valores de constantes fisicas.

Q :
X) = N(WT = UyeraSind) [T, + (1 — 8 UTatrito] 1)

Nesta equacéo, % é o fluxo de calor (W.m) transmitido para o corpo de prova,

w é a velocidade angular da ferramenta, n € o rendimento térmico do processo
(estimado em 90% a 95%, em trabalhos de Simar et al (2006) e Prasanna, Rao & Rao
(2010)), r é a distancia radial (m) do eixo central da ferramenta até um ponto qualquer
na superficie do corpo-de-prova, u,,.;4 € a velocidade de soldagem, 6 é o angulo entre

a direcao “x” contraria a translacao da ferramenta e a dire¢ao “y”, § € o coeficiente de

acoplamento (adimensional) que estabelece a relacdo entre deslizamento e adesao,

7, € a tensdo de cisalhamento no escoamento do material (Ue/\/g), u € o coeficiente

de atrito entre a ferramenta e a peca a ser soldada, e 7,:i:, € @ presséo de forjamento

da ferramenta, sendo esta ultima:

Fy
Tatrito = A_S )

Onde, Fy é a forca axial utilizada durante a soldagem, u € o coeficiente de atrito
entre a ferramenta e o material, e A é a area superficial da ferramenta que estd em

contato efetivo com o corpo-de-prova. Quando as velocidades angulares sao
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extremamente elevadas, sendo o caso deste trabalho, os valores de u,,,;45in6 podem
ser ignorados (NANDAN et al, 2006).

No trabalho atual, o caso 2a da Figura 11 torna-se mais apropriado devido as
seguintes caracteristicas de condicdes de contorno do modelo: inclusdo da
contribuicdo de calor na ponta do pino para superficie do ombro; e com o fato da
tenséo de contato (z,:it, ) S€r menor do que a tensédo de cisalhamento no escoamento
(t.), levando a uma condicao de deslizamento (“sliding condition”).

Observa-se entdo a importancia do atual trabalho em se estimar e avaliar os
perfis de temperatura nas condi¢des limitrofes das soldagens por atrito do X80.

Na Tabela 2 podem ser encontrados os principais trabalhos de modelagem,

suas respectivas condi¢cdes de contorno e consideracdes, e resultados.
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Tabela 2 - Cronologia de utilizacéo de simulacdes numéricas para estudo do processo FSW. Consideracdes na modelagem e principais resultados.

Autores

Modelagem

Resultados principais

Chao & Qi (1998); Russel & Shercliff (1999)

Adaptacdo das solucbes analiticas de
Rosenthal (1946) para o FSW. Comparacao
das solucdes analiticas com a microestrutura
do material soldado.

Obtencao de diferentes modelos para fontes
de calor: pontual, superficial e volumétrica. A
junta soldada é o local onde ocorre
recristalizacdo, crescimento de gréo e outros
fendmenos atuantes. Ndo ha evidéncias de
que tenha ocorrido fusdo durante o
processamento do material. (80% de Ty).

Colegrove et al. (2000)

Modelo numérico misto que inclui a influéncia
do backing plate, a geracdo de calor pelo ombro
e uma tentativa de simulagdo do fluxo de
material ao redor da ferramenta. Utilizacao
de um ombro plano e pino cilindrico.

Estabelece-se que ha uma influéncia na
geracdo de calor devido ao escoamento
viscoso do material. Obtencdo da
porcentagem de calor mais frequentemente
gerada pelo pino e ombro (17% e 83%,
respectivamente). Obtencédo de resultados
consistentes que evidenciam que a maior
parte do calor é concentrada no ombro da
ferramenta.

Khandkar, Khan e Reynolds (2003)

Utilizacdo de valores experimentais de
aportes térmicos como entrada na
simulacdo. Simulacdo que se utliza de
diversos valores de coeficientes convectivos
para verificar a influéncia destes na
distribuicdo de calor durante o FSW.

Verifica-se que os valores de coeficientes
convectivos podem variar entre 100 a 5000
W(m=K1), dependendo do emprego do
backing plate. Encontrou-se que um
coeficiente convectivo de aproximadamente
500 W(m=2K-1) é mais adequado a superficie
inferior, em contato com o backing plate.
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Schmidt & Hattel (2004)

Modelagem analitica do processo FSW.
Verificacdo dos valores de contribuigéo para
geracdo de calor no material. Influéncia da
geometria do pino e do ombro.

Estabelece-se que ha uma grandeza
adimensional (§) que rege as 3 condicdes
principais de contato entre a ferramenta e o
material. Deslizamento (geragéo de calor por
atrito), colagem (geracdo de calor por
cisalhamento da camada viscosa de
material), e condicdo mista/intermediaria
entre as duas anteriores.

Schmidt & Hattel (2005)

Revisdo e emprego de fontes de calor
considerando as varias modelagens ja feitas.
Estudo comparativo de modelos
Lagrangianos e Eulerianos, suas principais
caracteristicas e resultados.

Influéncia de consideracdes geométricas da
ferramenta na modelagem. Possibilidade de
se omitir a ferramenta em alguns modelos.
Modelos Lagrangianos sdo geralmente
utilizados para encontrar distribuicdo de
tensdo e utilizam uma malha adaptavel.
Modelos eulerianos sdo  geralmente
estacionarios e mais frequentemente
utilizados para estudar distribuicdo do campo
de temperaturas.

Nandan (2008)

Definicdo das principais entradas e saidas
térmicas da modelagem do FSW. Estudo da
contribuicdo de dissipacdo viscosa para
alguns materiais.

Influéncia dos valores de coeficientes
convectivos, coeficientes de atrito,
rendimento  térmico na  viscosidade,
velocidade e temperatura do material em
lugares préximos a linha de solda.

Matsushita et al. (2012)

Estudo do campo de temperaturas maximas
em acgos estruturais, em pontos mais
proximos a linha de solda. Valores
experimentais de temperaturas sao utilizados

Por extrapolagéo linear, conclui-se que a
temperatura maxima na linha central da ZM
pode atingir algo em torno de 1350°C. Tal
resultado € apoiado em trabalhos anteriores
de Nandan (2008), que se baseou no
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para alimentar um modelo numérico para
estimar a temperatura maxima na ZM.

equilibrio térmico entre o material e a
temperatura registrada pelo termopar na
ferramenta durante a soldagem.

Santos et al. (2014)

Estudo do campo de temperaturas em acos
duplex S32205 durante a unido por FSW. O
modelo foi ajustado de acordo com dados de
temperaturas provenientes de termopares
gue ndo foram deslocados durante a
soldagem. Modelo omite a fonte de calor para
diminuir o tempo de processamento. A
simulacdo também considera que a geracao
de calor € dependente da tensdo de
escoamento cisalhante em funcdo da
temperatura (condicéo sticking).

Valores de temperatura obtidos via
simulacao coincidem com valores
encontrados experimentalmente registrados
por termopares, camera infravermelha e
pirdbmetro. Verifica-se que o lado anterior &
ferramenta é onde se pode encontrar a maior
temperatura superficial.

Meyghani (2017)

Comparacdo entre diferentes abordagens
numeéricas, tanto locais quanto globais, séo
comparadas. Avaliacdo de resultados
obtidos por referenciais eulerianos e
lagrangianos.

Uma  combinacédo das  abordagens
lagrangiana e euleriana chamada ALE
(arbitrarian lagrangian-eulerian) foi
identificado como uma  abordagem
apropriada para a estimativa de resultados
de temperatura e deformacéo, para alguns
materiais. Entretanto, algumas dificuldades
foram encontradas relativas a adaptacao de
modelagem para materiais mais ducteis e
mais duros.

Fonte: O Autor, 2019
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2.4.1 Equaco0es relacionadas a fonte de calor na soldagem FSW

Embora existam poucos relatos sobre a estimativa de energia imposta durante
a realizacdo do FSW, o aporte térmico foi calculada pela seguinte equacédo (KYFFIN,
2007):

AT = <L) n 3)

1 Ooousoldagem

Em que w € a velocidade angular utilizada do processo, M € o torque resultante
da ferramenta, € o rendimento térmico do processo de FSW (0,90 a 0,95), usoiqqgem

é a velocidade de soldagem.

A Equacdao 4 define a transferéncia de calor na placa durante a soldagem:

pCp0T
ot

= Qv + Qup + V(KVT) — UyyeiqpCpVT (4)

Onde p é a densidade do material, Cp € 0 calor especifico a pressdo constante,
Q;n € o calor superficial oriundo do ombro, Q,, € a contribuicdo de calor relativo ao
escoamento Viscoso, u,.;4 € a velocidade de soldagem, k é a condutividade térmica

do material.
2.4.2 Modelo puramente térmico (MPT)

A contribuicdo de calor do pino € considerada como uma fonte de calor

volumétrica, como apresentado na Equacao 5.

inoM
Qpino = <fp—a)>n (5)

Vp ino

Na Equacdo 5, a grandeza f,;,, € 0 fator relacionado a porcentagem de
geracdo de calor na junta pelo pino e é estimado entre 18 a 20 %, de acordo com
Colegrove et al (2000), w € a velocidade de rotacdo da ferramenta (rpm), e M € o

torque médio medido durante a soldagem (N.m).
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A expressao de calor total na interface entre o ombro da ferramenta e o corpo

de prova pode ser definida pela Equacéo 6.

Qombro = (‘)r[(l - 6)#Tatrito + STcisalhamento]n (6)

Nesta equacdo: r é a distancia radial do eixo central da ferramenta ao ombro
da ferramenta, u € o coeficiente de atrito, T é a pressédo de forjamento relacionada a
forca normal aplicada e & € o coeficiente de acoplamento que equilibra o calor gerado
pela deformacao plastica (T isainamento) € POr friccdo (t44rit0)- Neste trabalho, o autor
assume que a condicdo de contato (t,4:it,) € independente da temperatura, taxa de
deformacédo e também esta em equilibrio com a distribuicdo de presséao, levando a um
valor de § = 0. Esta suposicao prévia leva a uma condicao de deslizamento de acordo
com a Equacao 7.

fpinoM(‘))l n @)

Qv = (1 - fpino)l’l‘[atrito(x)r + < n
pino

2.4.3 Modelo de dinamica de fluido computacional (CFD)

Na modelagem de dinamica de fluidos computacionais, o corpo-de-prova €
tratado como um fluido ndo-newtoniano de elevada viscosidade. Tal modelo leva em
consideracdes as equacdes de continuidade de fluxo e material e a dissipacao viscosa
gue ocorre durante o processamento. As equacgdes a seguir definem as condi¢des de
contorno consideradas para o material em processamento. A conservacao da massa

para um fluido durante escoamento € dada pela Equacédo 8 (ZHANG et al, 2003).

dp
—+V.(pu) =0 8
3t (puw) (8)
Sendo p a densidade e u a velocidade de escoamento do material. Assumindo
L . . 0dp ~ ~
um escoamento de material incompressivel, ou seja 5, = 0, teremos entéo a Equagéo

9.
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3
aui
Z 5 =0 9)
i=1

Em que o indice i varia de 1 a 3, representando as coordenadas X, y e z,
respectivamente.

A viscosidade dindmica pode ainda ser estimada pela relacdo de Perzyna
mostrada na Equacéo 10 (ZIENKIEWICZ e CORMEAU, 1974).

=2F 10
:uVD_Sé (10)

Na qual o, e € sdo atensdo critica efetiva e a taxa de deformacéo critica efetiva,
respectivamente. Por sua vez, estas podem ser expressas cada uma pelas Equacdes
11 e12.

& = A[sinh(aop)]|"exp (;—?) (12)

I A
apzasmh (Z) (12)

Sendo A4 = 1,91.10° s7!, @ = 11,8 KPa™!, n = 5,1 constantes do materiale Q =
480 kJ/mol a energia de ativacdo, as quais podem ser encontradas com base em
dados experimentais de Nandan, Lienert e DebRoy (2008), T € a temperatura absoluta
e R a constante universal dos gases. O parametro Z é a constante de Zenner-
Hollomon, que é uma relacdo entre a taxa de deformacdo efetiva do material e a
energia de ativacdo para que haja o movimento plastico do material definida pela
Equacéo 13.

Z = Eexp (%) (13)
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O termo de geracéo de calor por dissipacao viscosa (W/m?) pode ser estimado

de acordo com a Equacéao 14.

Qvp = Buyp® (14)

Em que B € uma constante associada a fracdo de energia gerada por
dissipacdo viscosa (sendo 0,05 para acos e ligas de alta temperatura de
processamento), u,p € a viscosidade dindmica ndao-newtoniana do material e ¢ € 0
termo associado a continuidade de escoamento do material ao longo da soldagem.
Segundo resultados de Nandan, Roy, Lienert & DebRoy (2007), o valor de § para a¢os
de baixo carbono € pouco menos que 5% do valor de energia presente durante o
processamento. Para materiais como aluminio e cobre, este valor esta situado entre
80 a 90% (NAKATA, 2005; SIMAR et al., 2006)

Adicionalmente, ¢ € definido por Ayer et al (2005) e Carslaw & Jaeger (1959)
como a quantificacdo do termo de calor dado a partir da movimentagédo de um fluido
de elevada viscosidade. Entretanto, o seu equacionamento é simplificado por Nandan,

Roy, Lienert & DebRoy (2006) como sendo fornecido pela Equacgéo 15.

3 /a,\* (o, a,\* (o, a,\* (9, d,\°
:22 i) +<ﬁ+ﬁ) +<£+ﬁ> +<£+ﬂ) (15)
¢ - (% 3y, Oy 3y, ' Oy, Oy, ' Oy,

Ay,

E.

Nesta equacao, o termo ( ) é referente a condi¢cdo de escoamento normal e

aui au] P ~ .
O termo |-—=+-—| € referente ao tensor de taxa de deformacdo efetiva
x]- Xi

1

correspondente trazido pela Equacao 16.
: 10y, auj
&ij =5 (a—x] + Em (16)

2.4.4 Coeficientes relevantes ao processamento FSW

Em modelos que assumem condicdbes parciais de contato

(deslizamento/adeséo), a estimativa para os valores de coeficiente de contato pode
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ser feita, de acordo com o modelo proposto no trabalho de Deng, Lovell & Tagavi

(2001), a partir da seguinte equacao:

wR,
5=024+08 [1 _exp (—50 - R0>] (17)

Na Equacao 19, §, € um parametro ajustavel de acordo com as condicfes do
experimento, w é a velocidade angular da ferramenta, R, é a distancia radial de um
ponto do material ao centro da ferramenta, w, € a velocidade rotacional normalizada
tomando-se como média entre as velocidades rotacionais ao redor da ferramenta, e
R, € o raio do ombro da ferramenta.

Ja nos modelos que assumem condi¢cBes de contato ideais, tais como este
trabalho, Schmidt & Hattel (2005), Schmidt e Hattel (2008), Colegrove et al (2000) e
Song & Kovacevic (2003), os valores deste coeficiente se tornam nulos (deslizamento
total) ou unitarios (acoplamento total), uma vez que 6 passa a assumir a forma da

seguinte equacéao:

5 = < Vmaterial > (18)

Vf erramenta

Nesta equacao Vy,.ieriar € @ velocidade angular da porcdo de material dentro
da camada cisalhante em que se movimenta junto a ferramenta, € Veerrgmenta € @
velocidade angular utilizada para a soldagem.

O coeficiente de atrito pode ser determinado por uma relacdo entre o
coeficiente de contato através da Equagéo 21.

- ( 5 “’R) 19
U = Uoexp ook, (19)

em que u, é o coeficiente de atrito entre a ferramenta e o material utilizado e
Uo € uma constante ajustavel ao arranjo experimental.

Complementarmente, o fator que determina o quanto de calor é particionado
entre o ombro e o corpo de prova é dado pela Equacdo 22 (CARSLAW e JAEGER,
1959):
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f = (]ﬂ) v kCw

) JCor 2

V(KCp)r

Nesta equagédo, f & o fator de particdo, k € o coeficiente de condutividade

térmica do material e C, € o calor especifico a presséo constante. Os subscritos W e

T séo referentes ao corpo de prova e a ferramenta de FSW, respectivamente.
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3 MATERIAIS E METODOS

Nesta secdo serdo abordados os procedimentos experimentais e
consideracdes utilizados ao longo do trabalho. Para a soldagem, aquisi¢ao do ciclo e
da reparticdo térmica e modelagem numérica do arranjo experimental seguiram-se as
etapas de acordo com o fluxograma da Figura 12.

Figura 12 - Fluxograma da metodologia experimental resumida utilizada ao longo do trabalho.
’

Uso de
termopares

.

Comparacgao e
interpretacdo dos
resultados de
modelagem

Fonte: O Autor, 2019

3.1 Soldagem

As juntas soldadas foram produzidas a partir de duas chapas X80 de
dimensfes 110 x 400 x 12 mm, que foram colocadas em uma placa de suporte
ceramico (backing plate) e soldadas na sua maior dimensao, resultando em uma junta

soldada de 380 mm de comprimento, conforme ilustrado na Figura 13.
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Figura 13 - llustracdo esquematica do processo de FSW apresentando o movimento da ferramenta ao
longo da junta.

Ferramenta

Fonte: Adaptado de Santos et al (2016)

Devido as limitacdes dimensionais da ferramenta ceramica utilizada de PCBN,
com comprimento do pino 5,7 mm, as juntas foram fabricadas por dois passes de
soldagem, um em cada lado da placa. Apés o procedimento de soldagem, a
integridade estrutural da ferramenta de PCBN foi verificada visualmente, e n&o foram
encontrados desgaste nem fragmentos rompidos na superficie do pino e do ombro.
Um fluxo de argdnio foi utilizado e direcionado para a ferramenta e para a junta
soldada a fim de preservar a integridade de ambas contra a oxidacdo. A selecéo dos
parametros se deu com base em estudos prévios realizados durante os trabalhos de
Santos et al (2010) e Hermenegildo (2012).

O procedimento de soldagem foi conduzido com um conjunto de parametros
gue levaram ao processamento de uma junta soldada com duas situagfes: uma de
menor aporte térmico de 1,69 kJ/mm e outra de maior aporte térmico de 1,91 kJ/mm.
Esses aportes térmicos foram calculados pela Equacgéo 3, em funcéo dos parametros
pré-estabelecidos e julgados criticos devido aos resultados de ensaios de CTOD
obtidos no trabalho de Santos et al (2010).

Os valores da velocidade de soldagem da ferramenta (u), velocidade de
rotacdo (w) e torque de entrada (M) foram calculados e adquiridos por dados

experimentais e sdo mostrados na Tabela 3 a seguir.
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Tabela 3 - Parametros experimentais utilizados na soldagem para as condi¢cdes de menor e maior

aporte.
u - @-
Junta AT,' Aporte Velocidade Velocidade F - Forca M - Torque
soldada - térmico de rotacional | axial [kN] (N.m)
[kd/mm] soldagem [rpm]
[m.s™] P

Malor aporte 1.91 1.67 500 29.8 61

térmico
Menor aporte 1.69 2.00 300 35.8 108

térmico

Fonte: O Autor, 2019

Os dados provenientes do sistema de aquisicdo acoplado a maquina de FSW
foram registrados permitindo a obtencdo de ciclos térmicos para cada termopar
instalado na placa, obtendo-se duas medidas com diferentes termopares para cada
posicdo. A partir disso, os dados obtidos foram transferidos para o0 modelo numérico
a fim de gerar ciclos térmicos simulados e, finalmente, comparar os resultados
experimentais com os computacionais. Posteriormente, o modelo foi utilizado para
encontrar a distribuicdo de temperaturas em regiées mais préximas a linha de solda,
onde nao é possivel fazer medigcbes de temperatura por métodos fisicos devido a

presenca da ferramenta.
3.2 Aquisicao do ciclo térmico no arranjo experimental

Para aquisicdo dos ciclos térmicos em locais especificos, foi desenvolvida uma
configuracdo experimental com oito termopares do tipo K conectados a ambos os
lados da junta, posicionados a 2 mm abaixo da superficie da placa, como pode ser

observado na Figura 14.

Figura 14 - Arranjo experimental dos termopares utilizados durante a soldagem do material.

180 180
160 160
’ 140 140
| 120 120

6
iy
g
.8
——
=g
| 2|
|
20
S T
Lo g |
)
:
—d
—h
:';g‘_
.
o
17—

Fonte: Adaptado de Hermenegildo (2012)
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Durante o procedimento de soldagem, foram realizadas medicdes de
temperatura com esses termopares posicionados ao longo da junta soldada, nas
distancias de 6, 8, 10 e 12 mm da linha de centro da mesma. A Figura 15 apresenta a
disposicdo detalhada dos termopares inseridos na chapa e usados apds o

procedimento de soldagem.

Figura 15 - Esquema de uma junta de FSW - a) Vista superior da junta soldada b) Arranjo dos
termopares fixados na chapa de X80.

Fonte: Hermenegildo (2012)

A Figura 16 € uma ilustracdo da metodologia utilizada para interpretacéo e
calculo dos ciclos térmicos computacionais desenvolvida em trabalhos anteriores
(NANDAN, ROY e DEBROY, 2006; SANTOS, IDAGAWA e RAMIREZ, 2014; LUO et
al, 2019), consistindo de 3 passos sequenciais:

e 1°passo: aquisicdo de temperaturas pelos termopares;

e 2°passo: aquisicao das curvas de temperaturas em funcao da distancia
da linha central;

e 3° passo: interpretacdo e elaboracdo dos ciclos térmicos do processo
simulado.

Ao final deste Ultimo passo, obtém-se um grafico que representa a historia

térmica do material. Ao se executar esta metodologia para pontos em diferentes
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distancias da linha central, obter-se-do os perfis térmicos referentes aqueles pontos
escolhidos que correspondem aos termopares no arranjo experimental. A partir dai,
tem-se a possibilidade de estudo e andlise das curvas térmicas e sua consequente
relacdo com as propriedades metallrgicas e mecéanicas obtidas ao final do processo
de soldagem. Faz-se necessario a correcado do eixo das abscissas ao trabalharmos
os dados de ciclo térmico. Deve-se modificar o eixo x em termos “distancia” da linha
de centro da junta soldada para a variavel “tempo”. Para isso, divide-se 0 espaco

marcado no eixo x pela velocidade de soldagem (u,,e14)-

Figura 16 - llustrag@o da metodologia utilizada para calculo das historias térmicas de um modelo
estacionario.

Fonte: Adaptado de Nandan (2008)

3.3 Modelagem computacional do processo de FSW

Um modelo térmico numérico foi desenvolvido usando o modulo de
‘transferéncia de calor em sdlidos” do COMSOL Multiphysics®. A modelagem
numerica foi proposta visando a previsao da distribuicdo de temperaturas ao longo da
junta, bem como as temperaturas picos de cada ponto considerado. Deste modo, 0
modelo foi utilizado para avaliar a historica térmica no lado de avan¢o das juntas
soldadas em posi¢des da linha de solda onde é fisicamente impossivel a realizagéo
de medicOes de temperatura por termopares, devido a presenca do pino e do ombro

durante a soldagem do material. Além disso, o mesmo modelo é utilizado para

visualizagdo do campo de temperaturas da ferramenta (conjunto ombro e pino) do
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FSW nas condi¢cdes simuladas. A fim de reduzir o tempo de processamento dos
calculos computacionais, a geometria do modelo é considerada simétrica ao longo da

linha central de soldagem. Mais detalhes podem ser encontrados na Figura 17.

Figura 17 - A geometria reduzida do modelo, ilustrando zonas e considera¢des adotadas.
Radiac&o e convecgéo natural

(QTad + QConv)

Perda de calor
pelo backing plate
dependente da

pressao axial.

Dominio de
elemento infinito
Fonte: O Autor, 2019.

Superficie de simetria

3.3.1 Modelagem da fonte de calor

A fonte de calor foi tratada como estacionéria, sendo modelada com base em
trabalhos anteriores de Song e Kovacevic (2003) e Schmidt & Hattel (2005). Nesta
abordagem, um ombro plano, sem angulo de inclinacdo (CUI et al, 2018), contribui
para um fluxo de calor superficial puramente friccional, (SCHMIDT, HATTEL e WERT,
2004).

Uma eficiéncia de processo de 90% (n = 0,90) foi utilizada baseado nos
trabalhos de Song & Kovacevic (2003) e Cho et al (2013) e, uma vez que o FSW é um
processo que tem poucas perdas térmicas e que quase toda energia mecéanica do
processo é transferida para o corpo de prova (KHANDKAR, KHAN e REYNOLDS,
2003; COLEGROVE e SHERCLIFF, 2005; CHO et al, 2013).

Por sua vez, o pino compartilha uma contribuicdo volumétrica de calor. A
ferramenta foi modelada com um pino conico com as seguintes dimensdes: Rp;yo =5
mm, Ry;p = 1,8 mm Hp = 5,7 mm sendo o raio do pino, o raio da ponta do pino e a
altura do pino, respectivamente. A contribuigdo de calor do pino é considerada como
uma fonte de calor volumétrica, como apresentado na Equacgédo 5. Uma visualizacao

da modelagem do pino e do ombro é apresentada a seguir na Figura 18.
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Figura 18 - Detalhe para a geometria da ferramenta modelada, com destaque para as regides do
ombro e do pino: a) Vista superior e b) Vista frontal da ferramenta no modelo.

Ombro

. Vista Frontal Pino
Vista Superior |

Fonte: O Autor, 2019

O ombro da ferramenta, responsavel pela contribuicdo da maior parte de
geracao de calor para o material, foi modelado de acordo com as dimensdes a sequir:
Romero = 12,0 mm e Hyypro = 5,7 mm. A expressao de calor total na interface entre
0 ombro da ferramenta e o corpo de prova pode ser definida pela Equacéo 6.

O coeficiente de atrito € considerado variavel durante a soldagem, para
simplificar um valor de u = 0,4 foi escolhido, como utilizado por alguns trabalhos
(SONG e KOVACEVIC, 2003; KHANDKAR, KHAN e REYNOLDS, 2003; CHO et al,
2013; SANTOS, IDAGAWA e RAMIREZ, 2014; HOYOS et al, 2016; AVILA et al, 2019).

Neste trabalho, assume-se que o calor na junta soldada é gerado a uma taxa
constante e ao longo da linha de solda. A ferramenta (conjunto pino e ombro)
movimenta-se com uma velocidade rotacional constante, com o pino completamente
inserido no material (SCHMIDT e HATTEL, 2005; NANDAN et al, 2006).

3.3.2 Modelagem do corpo de prova

FSW é um processo de fabricacdo em estado sélido, com o corpo de prova
atingindo entre 70 - 90% de seu ponto de fusdo ou temperatura solidus (Tsoigus)
(COLEGROVE et al, 2000; CHAO, QI e TANG, 2003). Para transportar este fato para
as simulacdes no trabalho atual, uma calibragéo foi feita comparando as temperaturas
simuladas com as temperaturas registradas pelo termopar a 8 mm da linha de centro
da junta soldada (SONG e KOVACEVIC, 2003; CHOIl et al, 2011; SANTOS, IDAGAWA
e RAMIREZ, 2014; AVILA et al, 2019). A essa distancia, pode-se inferir seguramente
gue ndo houve interferéncia da ferramenta nas temperaturas medidas pelo termopar.
Uma condicéo foi inserida limitando a temperatura maxima alcancada pelo modelo,

definindo o fluxo de calor para zero quando a temperatura atinge valores maiores que
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Tsotiaus da peca de trabalho, como ilustrado na Equagéao 17 (SONG e KOVACEVIC,
2003; SANTILLANA, 2013):

Qombro + Qpino' seT < Tsolidus}
0,seT = Tsolidus

qunta(r; T) = { (22)

Nestas temperaturas elevadas, a radiacdo ndo pode ser desprezada e é trazida para
o0 modelo com a insercdo de um coeficiente de emissividade € = 0,3 aplicado em toda
a superficie da peca e da ferramenta. Este valor é considerado devido as temperaturas
atingidas na superficie processada ndo serem tdo elevadas em relacdo as

temperaturas de processamento via arco (SUN e WU, 2018).
Qperda—total = O_E(T;mb -T%+ h(Tomp —T) (22)

As perdas de calor no modelo foram definidas como um fluxo geral de saida de
calor, onde foram aplicadas em todas as superficies (laterais, inferior e superior) da
peca de trabalho. Na Equacao 18, € é a emissividade da superficie da ferramenta e
da peca de trabalho, o € a constante de Stefan-Boltzmann, T,,,, € a temperatura
ambiente e h refere-se aos coeficientes convectivos associados as superficies
presentes no modelo (superficie da peca de trabalho e area exposta a ferramenta).

Os coeficientes convectivos da superficie superior e inferior da peca de trabalho
foram estimados em hgperior = 10 W.m2K™ € hjprerior = 100 W.m2K1. A placa de
apoio tem o seu coeficiente condutor acoplado a um coeficiente convectivo geral com
valores diferentes, hg,;, = 200 W.m2K para a junta de menor aporte e hgyente = 1000
W.m2K! para a junta de maior aporte. Esses valores foram considerados uma vez
que, a influéncia da pressao de forjamento Fy foi influenciada pela condutancia do gap
entre a peca de trabalho e a placa de apoio (SONG e KOVACEVIC, 2003;
KHANDKAR, KHAN e REYNOLDS, 2003; SIMAR et al., 2006).

Quanto a ferramenta, os valores dos coeficientes lateral e superior foram
considerados hjgeerigis = 15 W.m2K?t e hy,p, = 20 W.m2K, respectivamente em
relacdo as perdas de calor convectivas e condutoras devido a valores de alta
temperatura alcancado pelo material da ferramenta (HOYOS et al, 2016; CUI et al,
2018).
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3.4 Materiais

Os materiais considerados de fundamental importancia para a modelagem
numérica do arranjo experimental foram o aco API 5L-X80 e a ferramenta de PCBN.
A morfologia de malha numérica utilizada foi uma malha tetraédrica. Esta foi escolhida
de modo a fornecer resultados de temperatura, viscosidade e taxa de deformacéo
mais precisas em posicdes internas do corpo de prova e da ferramenta de trabalho.
Apés teste de convergéncia e otimizacdo de malha, a geometria final modelada foi
composta por 25125 elementos tetraédricos e 52274 graus de liberdade (DOFs).

3.4.1 Ferramenta de PCBN - Nitreto cubico de boro policristalino.

A ferramenta utilizada para a soldagem do API 5L-X80 deste trabalho foi
proveniente da “MegaStir™ Technologies”, sendo da série “M” com seu material
aglutinante sendo de ceramica (ceramic binder).

O material usado para a ferramenta de PCBN teve que ser implementado como
um novo material na biblioteca do programa com os dados termofisicos da Tabela 4,
uma vez que este ndo constava na biblioteca de dados de materiais da interface de
simulacdo. A Figura 19 ilustra a geometria de uma ferramenta similar utilizada no
processamento do material. A geometria da ferramenta foi elaborada na etapa de pré-
processamento, utilizando-se da base de desenhos CAD do proprio software.

Figura 19 - Detalhe da ferramenta de PCBN para o processamento FSW de acos: a) perfil da
ferramenta e b) vista superior da ferramenta.

Fonte: Adaptado de Chen et al (2009) e Cui et al (2018)

Este material deve suportar altas temperaturas e ser quimicamente inerte em
temperaturas superiores a 1000 °C (STEUWER et al, 2012). A densidade (p) do
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material da ferramenta foi mantida constante, bem como a sua condutividade térmica

(k) e o seu calor especifico (C,), estando quantificadas na Tabela 4.

Tabela 4 - Propriedades termofisicas da ferramenta de PCBN.

p [Kg.m?] k [W moC] C, [J kgt oC?]

3120 130 1966
Fonte: Cho et al (2013)

A geometria final da ferramenta pode ser encontrada de maneira mais
detalhada na Figura 20. Essa geometria € reduzida devido as consideracdes de
simetria longitudinal do modelo numérico. Deste modo, a etapa de pré-processamento

se deu com o desenvolvimento de metade da ferramenta inserida no corpo de prova.

Figura 20 - Detalhe da geometria da ferramenta modelada com malha tetraédrica.
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Fonte: O Autor, 2019

3.4.1 Aco API 5L-X80 - propriedades fisicas.

A composicao quimica do aco APl 5L-X80 utilizado como corpo de prova pode

ser encontrada na Tabela 5 a sequir.

Tabela 5 - Composi¢do quimica do aco API 5L-X80 utilizado neste estudo (wt%)

C Nb Al Mn \Y/ Si B Cu
0,05 0,066 0,035 1,76 0,025 0,17 0,03 0,02
P S Cr Ni Ti N Ca Mo
0,016 0,002 0,15 0,02 0,016 0,0059 0,003 0,20

Fonte: Adaptado de Hermenegildo (2012)

A densidade do aco foi considerada constante, com um valor p = 7860 kg.m-3.
As propriedades termofisicas da liga foram implementadas na peca com base no
trabalho de Antonino et al (2014) e ilustrada na Figura 21. E interessante observar a

diferenca de condutividade térmica entre as fases presentes no material, em altas
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temperaturas. A partir de 600°C pode-se notar um aumento do calor especifico e uma
significativa reducdo da condutividade térmica. Segundo Pedrosa et al (2013) e
Antonino et al (2014), essas mudancas s&do ocasionadas pela mudanca
microestrutural da fase a para a fase y.

Figura 21 - Propriedades termofisicas do ago API 5L-X80 em fungéo da temperatura
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Fonte: Adaptado de Antonino et al (2014)

O modelo numérico das chapas possui dimenséao correspondente a uma chapa
de aco X80, devido as consideracfes das condicbes de simetria e visando a
diminuicdo do tempo de processamento. O modelo leva em consideragdo apenas
metade da geometria experimental. O referencial Euleriano foi adotado, considerando-
se entdo a fonte de calor como estacionaria. Um detalhe da malha utilizada para
modelar a regido de insercao da ferramenta no corpo de prova pode ser visualizado
na Figura 22.

Figura 22 - Detalhe da malha tetraédrica utilizada para modelar o espago ocupado pela ferramenta no
corpo-de-prova.

Fonte: O Autor, 2019
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4 RESULTADOS E DISCUSSOES

Dados experimentais de temperatura proveniente das aquisicbes dos
termopares foram utilizados para ajustar o modelo. Através de resultados da
distribuicdo de temperaturas obtidas com o modelo computacional, tornou-se possivel
avaliar a historia térmica do material e da ferramenta. Adicionalmente, tais resultados
serviram para comparacfes entre a integridade fisica da ferramenta e da histéria

térmica da junta soldada.
4.1 Distribuicdo de temperaturas no material

Para a condi¢cdo de maior aporte térmico, podendo ser visualizada na Figura 23,
foram encontrados perfis de temperaturas maiores, demonstrando que maiores
valores de aportes térmicos podem resultar em perfis valores de temperaturas
proximas a 1235°C, as quais neste caso devem estar conectadas com uma velocidade
rotacional maior para a junta de maior aporte térmico (500 rpm) (NANDAN, ROY e
DEBROY, 2006; SCHMIDT e HATTEL, 2008; MATSUSHITA et al, 2012; DINDA e
RAMAKRISHNAN, 2019).

Figura 23 - Simulacao da distribuicdo de temperatura para a condicdo de maior aporte térmico - MPT.

Fonte: O Autor, 2019

Adicionalmente, nesta condicdo, as temperaturas diferem de forma menos
acentuada quanto a distancia da linha de centro da solda. Isso pode ser o resultado
do maior aporte térmico, que influencia nos gradientes de temperatura ao longo da
junta. Isto é, a junta esta exposta a um menor gradiente de temperatura. Esse fato tem
uma influéncia direta nas microestruturas obtidas no material ao final da soldagem



60

(LIENERT et al, 2003; BOUKRAA et al, 2018). Especialmente para o aco X80, &
bastante comum a influéncia de maiores temperaturas na morfologia e origem da ZD
(AVILA et al, 2016). Logo, as predicOes feitas neste trabalho podem auxiliar na
previsdo de condicdes de soldagem que resultam em microestruturas frageis.
Temperaturas elevadas, acima de 1200°C, sdo comumente reportadas para a
soldagem de acos ARBL (LIENERT et al, 2003; BARNES et al, 2008).

Taxas de resfriamento entre 30 e 250°C/s para a ZM e, consequentemente, a
ZD, sdo também frequentemente relatadas. Em alguns trabalhos, é previsto que a ZD
de acos ARBL tenha taxas de resfriamento maior do que o resto da ZM, fazendo com
gue haja um maior estimulo termodinamico ao surgimento da ZD (NELSON e ROSE,
2016). Entretanto, especialmente para o X80, os trabalhos de Hermenegildo (2012) e
Hermenegildo et al. (2018) relataram que o surgimento da ZD esta mais associado ao
crescimento de grdo da austenita em maiores temperaturas de pico, favorecendo a
transformacdo martensitica localizada. De fato, outros trabalhos corroboram que o
crescimento da austenita € mais influenciado pela temperatura de pico do que pela
taxa de aquecimento, podendo se obter um tamanho de grédo médio trés vezes maior
ao se aumentar a temperatura de 1150°C para 1350°C (BANERJEE et al, 2010). Este
fato, tem uma ligacao direta com as temperaturas simuladas pelo modelo puramente
térmico (MPT) na condicdo mais quente, demonstrando uma potencialidade de
previsao da formagao de ZD’s a partir de parametros determinados no processamento
por FSW do X80.

Na condicdo de menor aporte térmico, na Figura 24, as temperaturas diferem
de forma mais acentuada quanto a distancia da linha de centro da solda. Na superficie,
maiores valores de temperaturas séo previstos em ambos aportes térmicos. Esse fato
pode ser explicado devido a area exposta em contato com o ombro da ferramenta
(BOUKRAA et al, 2018). A percepcao do gradiente de temperatura pode ser melhor

visualizada com a apresentacdo das isotermas durante 0 processo.
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Figura 24 - Simulacao da distribuicdo de temperatura para a condi¢do de menor aporte térmico -
MPT.

YQ/' X
Fonte: O Autor, 2019

Na Figura 25 e Figura 26 a seguir pode-se observar um maior espagamento
entre as isotermas de temperaturas, o qual € uma consequéncia do menor aporte
térmico utilizado nesta condicdo de simulacdo. Especificamente, na Figura 25
observa-se uma tendéncia de afastamento das isotermas principalmente nas regioes
proximas a qual a ferramenta ja passou. Adicionalmente, na Figura 25 observa-se um
espacamento lateral entre a distribuicdo de temperaturas. Novamente, pode-se
observar a concentragédo de isotermas na frente do movimento da ferramenta de FSW.

Figura 25 - Distribuicdo das isotermas durante o FSW evidenciando as concentra¢fes de isotermas
na regido lateral da ferramenta para a condicdo mais quente.
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Ainda na Figura 25, € possivel observar que a regido com menor temperatura
em torno da ferramenta € a regido frontal do ombro e a regido a frente do pino. Uma
razdo para isso é devido ao material que se localiza a frente da ferramenta, o qual
ainda nao foi aquecido pela passagem da ferramenta.

Na Figura 26 podem-se observar as isotermas para a simulacédo da condicéo
denominada fria. Nota-se que, em comparacdo com a Figura 25, um maior
espacamento entre as isotermas pode ser observado. Isso decorre de um menor
aporte térmico atribuido a essa condicado simulada, o que gera uma maior taxa de
resfriamento para o material.

Figura 26 - Distribuicdo das isotermas durante o FSW evidenciando as concentra¢fes de isotermas

na regido lateral da ferramenta para a condicdo mais fria.
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Os valores maximos de temperaturas, em ambas as condi¢cbes, estdo em
concordancia com trabalhos anteriores, nos quais foram obtidos valores de
temperatura para simulacées em acos de baixo carbono que variam entre 1127°C e
1350°C (NANDAN et al, 2006, 2007; MATSUSHITA et al, 2012).

A morfologia da distribuicdo de temperaturas nas isotermas laterais e frontais
nas Figuras 25 e 26 obtidas nas simula¢cdes numéricas é bastante caracteristica para
o FSW. Essa caracteristica de “concentrar” as isotermas no lado frontal da ferramenta
e “espalhar” estas em lugares nos quais a ferramenta ja passou é bastante relatada,
podendo ser visualizada na Figura 27 (SCHMIDT e HATTEL, 2005; NANDAN, ROY e
DEBROY, 2006; NANDAN et al, 2007; MATSUSHITA et al, 2012; MEHDI e MISHRA,

2019). Este aspecto se deve a diferenca de temperaturas entre o restante da junta,
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gue ainda nao foi soldado, e a parte da junta soldada que ja foi processada, mostrando
gue o fluxo de calor é distribuido mais lentamente nesta regido. Observa-se entao a
elevada diferenca entre gradientes térmicos ao analisarmos porc¢des da ferramenta
em locais bastante proximos no material no momento da soldagem.

Figura 27 - Vista superior da distribuicdo de temperatura na simulacéo do FSW de aco de médio-
carbono.
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Fonte: Adaptado de Nandan et al (2007)

Verifica-se ainda que as isotermas do lado de avango sédo relativamente

maiores do que as do lado de retrocesso, de acordo com a Figura 28.

Figura 28 - Vista superior da ferramenta de FSW no momento da soldagem - detalhe para assimetria
térmica caracteristica entre o lado de avanco e o lado de retrocesso.
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Isso acontece devido a maior interagcdo da forca de atrito e de dissipacao
viscosa em cada parte de processamento, de modo que o lado de avanco sempre
interage primeiro com o material soldado do que a porgéo de retrocesso (MISHRA e
MA, 2005).

Adicionalmente, em materiais mais resistentes e de maior dureza as
temperaturas do lado de avanco sdo maiores do que estas em materiais mais macios,
ressaltando diferentes interacdes entre os tipos de materiais e a ferramenta de FSW.

Hermenegildo et al (2017) demonstraram que, mantendo-se uma velocidade
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rotacional constante, h4 uma tendéncia de aumento de torque ao se aumentar a
velocidade de soldagem durante o FSW do X80.

Diferentemente, para o aluminio o torque durante o FSW nédo é
significativamente alterado com as mudancas na velocidade de soldagem. Isto
acontece porque a velocidade relativa entre a ferramenta e o material é
majoritariamente influenciada pela velocidade rotacional do processo. Esta diferenca
€ devido a Ty,qus do X80 ser maior que a de ligas de aluminio, havendo uma
necessidade de uma maior geracao de calor de forma a reduzir uma tenséo cisalhante
entre a ferramenta e o material

Na Figura 29, pode-se observar a distribuicdo das isotermas do processo FSW
simuladas para a condi¢&o de menor aporte térmico. E possivel que este agrupamento
na frente da ferramenta se torne ainda maior caso a velocidade de soldagem seja
aumentada e a velocidade rotacional seja reduzida. Outros fatores também podem
contribuir para o afastamento ou distanciamento das isotermas, tais como:
condutividade térmica e calor especifico do corpo de prova; utilizacdo (ou ndo) de
“backing” ceramico no momento da soldagem; tipo de backing (ceramico ou metalico);
resfriar ou aquecer o material durante da soldagem (KHANDKAR, KHAN e
REYNOLDS, 2003; NANDAN et al., 2007; DIALAMI, CERVERA e CHIUMENTI, 2019)

Figura 29 - Distribuicdo de isotermas na superficie e interior do material na condi¢cdo de menor aporte
térmico - MPT.
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4.1.1 Termopares e simulacdo numeérica (Comparacdo Numeérico/Experimental)

As temperaturas maximas experimentais e simuladas para o lado de avanco de

ambas as juntas sdo mostradas na Tabela 6.
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Tabela 6 - Comparacéo entre as temperaturas obtidas experimentalmente e numericamente para o
lado de avanco das juntas soldadas.

Aporte térmico Localizac&o do termopar a partir da linha de centro
(kd/mm) 6 mm 8 mm 10 mm 12 mm
1,91 989 °C 913°C 815 °C 567 °C

1,91 (simulada) 992 °C 915°C 805 °C 676 °C
1,69 880 °C 794 °C 753 °C 510 °C

1,69 (simulada) 873°C 793 °C 673 °C 566 °C

Fonte: O Autor, 2019

Os valores maximos de temperatura estimados pelo modelo numeérico em
comparacao as medicbes experimentais realizadas por termopares mais préoximo
foram 992 °C para a junta de maior aporte e 873 °C para junta de menor aporte. As
curvas simuladas tiveram uma concordancia consideravel com os valores
experimentais para valores maximos de temperatura encontrados e taxas de
resfriamento. As diferencas entre as temperaturas simuladas e experimentais
correspondem a consideracdo de contato ideal que ocorre entre a ferramenta e o

corpo de prova, mostrado na Figura 30.

Figura 30 - Diferenca entre a condicdo experimental e a condicdo de simulacéo
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Fonte: O Autor, 2019

E possivel observar que na simulagdo ha um acoplamento perfeito entre as
superficies do ombro e a do corpo de prova. Entretanto, no arranjo experimental a
soldagem é conduzida com a superficie inferior do ombro a uma certa distancia do
corpo de prova, fazendo com que a aquisicdo de temperatura para as regiées mais
periféricas seja um pouco distinta em relacao aos valores de temperaturas registradas

no arranjo experimental. As mesmas distingdes entre os valores de temperaturas de
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simulacdo e do arranjo experimental explicam a diferenca de formato de curva para
os temopares nas distancias 10 mm e 12 mm nas Figuras 31 e 32.

Para os ciclos térmicos de ambas as juntas soldadas apresentados na Figura
31 e Figura 32, pode ser observado que a curva de dados experimentais para o

termopar de 6 mm é levemente alterada.

Figura 31 - Grafico comparativo mostrando ciclos térmicos simulados e experimentais, considerando

a junta de maior aporte térmico.
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Figura 32 - Gréfico comparativo mostrando ciclos térmicos simulados e experimentais, considerando
a junta de menor aporte térmico.

0 mm
1200 2mm /

1100 N
1000 1 6 mm N
900
800 -

[ —— Simulated

| - - - - Experimental |

700 ]
600 ]
500 ]
400 i

Temperature (°C)

300
200

1004

0 T T T T T T T 1
40 60 80 100 120 140 160 180 200

Time (s)

Fonte: O Autor, 2019.

Como este termopar estava proximo a zona de movimentagédo da ferramenta,
essa mudanca pode representar uma interrup¢do na aquisicdo de temperatura

durante a soldagem, causada pelo contato repentino do termopar com a ferramenta.
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Esta inferéncia pode ser reforcada pelo estilo da curva de temperatura simulada
para 4 mm, 2 mm e 0 mm, na qual se pode notar a diferente forma da inclinacao para
ciclos térmicos simulados em regides situadas ao redor do pino.

As temperaturas simuladas para a linha de soldagem sao ligeiramente menores
para a junta de menor aporte, como mostrado na Figura 32. Isso pode ser justificado
por um menor aporte térmico, levando a maiores taxas de resfriamento impostas
durante a soldagem. Além disso, como j& exposto na secdo 4.1 deste trabalho, ha
uma dependéncia entre 0 movimento relativo entre a ferramenta e o material devido a
velocidade de rotacdo, a qual neste caso da junta com menor aporte, resulta em
temperaturas menores devido a um menor fluxo de material em circulacdo. Uma
previsao geral de temperatura precisa foi alcancada para ambas as simulagbes. As
excecdes sdo os ciclos térmicos para termopares situados a 12 mm da linha de
soldagem, onde as temperaturas maximas simuladas sdo previstas com valores
levemente maiores. A curva de formato pontiagudo da ultima temperatura simulada
pode ser justificada devido a aquisicdo de dados de temperatura a partir do limite fisico
entre a borda da ferramenta e o corpo de prova, medindo as temperaturas
provenientes de uma zona de transicdo (ombro / peca de trabalho) do modelo.

Essas poucas diferencas em relacdo as temperaturas simuladas e medidas
podem também ser devidas as simplificacdes do modelo térmico atual, que néo leva
em consideracgao a contribuicdo do calor pelo fluxo de material ao redor da ferramenta
(SCHMIDT e HATTEL, 2008). Como proposto por Schmidt & Hattel (2008), um modelo
térmico puro é capaz de prever as condicbes termomecanicas nao uniformes na
regido de cisalhamento até certa extenséo. Além disso, se assumirmos um equilibrio
de pressdo de contato e sua independéncia de temperatura, ndo se considera a
contribuicdo da dissipacdo de calor plastico. Esta contribuicdo vai ser tao relevante
guanto maior for o coeficiente de encruamento do material, sendo pouco relevante em
acos de baixo carbono, porém de grande importancia para 0s agos inoxidaveis
austeniticos e duplex. Este fato tem influéncia direta na previsdo de temperatura para
as zonas externas da solda, como pode ser visto na principal diferenca para os ultimos
termopares em ambas as condigdes.

Valores similares de temperaturas para as condi¢cdes mais periféricas foram

encontrados no trabalho de Avila et al (2018).
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4.1.2 Simulacdo numérica para localizacbes proximas as linhas de centro da solda

(0O mm, 2 mm e 4 mm)

Para temperaturas simuladas muito mais préoximas da linha de soldagem (a 0,
2 e 4 mm), o modelo apresentou os valores de temperaturas maximas exibidos na
Tabela 7. As temperaturas simuladas para a junta de menor aporte na Tabela 7 ainda
ajudam a prever quais teriam sido os valores corretos para as temperaturas
experimentais, caso a ferramenta nao interferisse nas medi¢cdes de temperaturas
realizadas por termopares.

Tabela 7 - Valores de temperaturas encontrados numericamente para posicées mais proximas as
linhas de soldagem.

Condicao simulada 0mm 2mm 4mm
Maior aporte térmico 1222 °C 1215 °C 1159 °C
Menor Aporte térmico 1114 °C 1106 °C 1041 °C

Fonte: O Autor, 2019

Na Tabela 7, valores mais elevados de temperaturas simuladas a 0 mm em
ambas as condi¢cbes estdo de acordo com a localizacdo, ja que as temperaturas
maximas sao geralmente medidas ao longo da linha de soldagem e estéo localizadas
nas proximidades da regido do ombro (SCHMIDT e HATTEL, 2008). Os ciclos
térmicos simulados para estas distancias tém aspecto de pico similares, mostrado
como exemplo na Figura 33. Tal aspecto de pico se deve a interferéncia de medida
de temperaturas entre a ferramenta e o corpo de prova. Como esperado, as
temperaturas simuladas nessa regiao foram maiores para a condicdo mais quente do
gue para a condicdo de menor aporte térmico. A temperatura maxima superficial da
linha de soldagem do corpo de prova calculada para ambas as condi¢bes esta
localizada logo atras da ferramenta ao longo da linha de solda, com um valor de 1235
°C para a junta com maior aporte térmico e 1140 °C para a junta de menor aporte

térmico.
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Figura 33 - Gréafico comparativo mostrando ciclos térmicos simulados, considerando uma junta de
maior aporte térmico.
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Fonte: O Autor, 2019

Esses valores compartilham posicdes semelhantes com os valores
encontrados em trabalhos anteriores de Santos et al (2010), Prasanna et al (2010) e
Matsushita et al (2012), nos quais os valores de temperaturas maximas da superficie
foram comparado com resultados experimentais e simulados, e previstas a serem
encontradas no lado anterior da ferramenta, no sentido contrario a direcdo de
soldagem. Isto acontece devido ao fato de que o calor é depositado a junta mais
rapidamente na regiado frontal, quando o material ainda esta a uma temperatura menor
gue a junta soldada. De maneira contraria, no lado anterior a ferramenta, o transporte
de calor é feito a uma taxa menor, pois 0 material ja se encontra aquecido.

Os valores simulados também estdo de acordo com trabalhos anteriores, uma
vez que € provavel que os processamentos por FSW de aco de baixo carbono e aco
inoxidavel fornecam juntas com temperaturas extremas, variando de 1000 °C na zona
termomecanicamente afetada (ZTMA) a 1300 °C na linha de soldagem ja na zona
misturada (ZM), como ilustrado na Figura 34 (MATSUSHITA et al, 2012)
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Figura 34 - Temperatura maxima prevista para a regiao central da ZM a partir de extrapolacdes
lineares de aquisi¢cdes de termopares proximos a junta soldada de agos ao carbono.
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Fonte: Adaptado de Matsushita et al (2012)

Similarmente demonstrado na Figura 35 para uma liga de Ti-6Al-4V, os valores
maximos de temperatura se dao em regides mais proximas a ferramenta.
Demonstrando que, embora os materiais sejam diferentes, o perfil térmico exibido é
caracteristico do processamento por FSW.

Figura 35 - Perfil de temperaturas longitudinal para uma liga de Ti-6Al-4V.
Diregio de soldagem

7] 3e
}E"'Lﬂ "'a? ‘_;?j ‘?) = 4 E_
I ]\Ill f' 1 / 1 1 d‘f*} E it

20 [+] 20 L] [ 1] B 193

., e
Fonte: Adaptado de Nandan, DebRoy & Bhadeshia, (2007)

~ . p . AT
Para o lado de avanco as temperaturas tém menor gradiente térmico (E)

associado, como € observado na Figura 36. Isso pode ser explicado devido a uma
menor taxa de resfriamento a qual o lado de avanco esta sujeito, originando assim um

menor gradiente de temperaturas.

Figura 36 - Perfil transversal de distribuicdo de tempera{t&ras para uma liga de Ti-6Al-4V
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Fonte: Adaptado de Nandan, DebRoy & Bhadeshia, (2007)
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Especialmente para a condicdo de maior aporte térmico, as taxas de

resfriamento sdo menores que a condi¢cdo mais fria. Valores de taxa de resfriamento

encontrados para ambas as condi¢des estéo listadas na Tabela 8 abaixo. Conforme

esperado, ha taxas de resfriamento menores para a condi¢cado de maior aporte térmico.

Tabela 8 - Valores de taxa de resfriamento simulados para diferentes distancias da linha de solda.

Junta
Soldada 0Omm 2mm 4 mm
Maior aporte 41,2 °Cls 40,6 °C/s 39,2 °C/s
Menor aporte 42,7 °Cls 42,4 °Cls 41,9 °C/s

Fonte: O Autor, 2019

Em relacdo a superficie do material, observa-se que o local geométrico de

maior temperatura € dado em uma certa profundidade da superficie, ilustrado na

Figura 37. Alguns autores citam que a regido anterior ao movimento da ferramenta é

composta de uma localizacdo de maxima temperatura, proveniente do calor de

dissipacéo viscosa e do calor de atrito. Tal regido nem sempre € encontrada na

superficie do material, sendo muitas vezes encontrada em regides abaixo da

superficie externa de processamento (MEHDI e MISHRA, 2019).

Figura 37 - Resultado de simulagéo considerando uma condi¢éo de maior aporte térmico,
evidenciando a localizacdo da regido de maxima temperatura na superficie do corpo-de-prova.
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Fonte: O Autor, 2019

Outros trabalhos citam temperaturas ainda maiores durante o processamento

por FSW do X80. Como pode ser observado no trabalho de Norton, (2006), na Figura

38, as temperaturas de pico medidas pelos termopares instalados no aco APl 5L-X65

foram maiores que 1250°C, em arranjo experimental similar ao utilizado neste

trabalho. Uma explicacdo para isso é a utilizagdo de maiores valores de velocidade

rotacionais e forca axial, consequentemente contribuindo para maiores valores de

aportes térmicos.
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Figura 38 - Aquisicao de temperaturas para 0 FSW do aco X65.
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Adicionalmente, temperaturas na superficie inferior do corpo de prova,
atingiram valores aproximados de 1000°C. Pode-se observar que os termopares dos
canais 4, 5 e 6 no trabalho citado anteriormente sofreram intervencéo da ferramenta
durante a aquisicdo. O formato da curva de aquisicdo € similar ao obtido neste
trabalho. Principalmente, para as aquisicoes de temperaturas simuladas nas
distancias mais proximas a junta, localizadas a 0, 2 e 4 mm. Para estas aquisicoes,
préximas a ferramenta, € necessario reforcar que a linha de aquisicdo de temperatura
toca a ferramenta. Logo, pode-se observar o formato caracteristico de interferéncia
ocasionada pela passagem da ferramenta.

Norton (2006) ainda enfatiza a necessidade de se utilizar modelos
computacionais para previsdo de temperaturas em distancias préximas a linha de
solda, algo que pode facilitar e ajudar no entendimento dos fatores termodinamicos
que ocorrem durante o FSW de um modo mais simples.

4.1.3 Influéncia dos valores de coeficientes convectivos e de coeficientes de atrito

utilizadas para a modelagem numérica.

Multiplos trabalhos, tais como os de Khandkar, Khan & Reynolds (2003);
Schmidt & Hattel (2008); Nandan, Debroy, & Bhadeshia (2008) tém creditado as
diferencas entre as temperaturas obtidas de modo experimental e as obtidas
numericamente devido a dificuldade de se encontrar um valor de coeficiente
convectivo experimental categorico para a interface entre a peca de trabalho/placa de

suporte. Esse fato faz com que as simulagbes numéricas ainda precisem ser



73

constantemente ajustadas de acordo com os valores de temperaturas de referéncias
qgue foram registradas durante o experimento. Schmidt e Hattel (2008) concluiram que
se pode obter uma concordancia razoavel com pequenos ajustes nos valores destes
coeficientes. Entretanto, 0s mesmos autores concluiram que mais importante ainda é
o fato de se ter uma correta modelagem de fonte de calor, sendo esta abordada de
modo puramente ou parcialmente térmico.

Outros parametros termodinamicos que podem conferir uma maior incerteza na
obtencao dos resultados sdo o emprego de um coeficiente de atrito apropriado (uy) e
a obtencao de um valor adequado para o coeficiente de acoplamento (8). A variacédo
dos valores do coeficiente de acoplamento em fungéo da distancia radial do eixo da
ferramenta é apresentada na Figura 39. Aparentemente, este valor € bem variado,
como ¢é ilustrado pelos trabalhos de Cho et al (2013) e Nandan et al (2007), que
utilizaram 6§, = 0,4. Avila et al (2018) utilizaram § = 0,7, entretanto Hoyos et al (2016)
utilizaram o valor de 0,3. A utilizacdo de valores desse coeficiente ainda parece
bastante convencional, todavia variavel, requerendo estudos mais dedicados ao

emprego desta grandeza.

Figura 39 - Variacdo dos valores de 6 e em fungéo da distancia radial entre a ferramenta e o corpo de
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Fonte: Adaptado de Cho et al (2013).

De acordo com Schmidt e Hattel (2005), quando a pressao axial Tyyiq1 = Tcontato
nao € maior que a tensdo de escoamento ao cisalhamento do material 7., ou seja

Teontato < Te,» O Valor de § deve ser nulo. Este valor reside no fato de que para
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materiais com elevadas tensdes cisalhantes de escoamento (o,), tais como em agos
e ligas ferrosas, ligas de titanio, ligas de niquel, os mecanismos de geracéo de calor
sdo preponderantemente friccionais. Por outro lado, as ligas de baixa tensdes de
escoamento (materiais mais ducteis), como Al, Cu, Mg e Zn, 0os mecanismos de
geracdes de calor sdo mais viscoplasticos que nos materiais anteriores. O que se
observa, de uma maneira geral, é que as temperaturas maximas sdo menores quando
se aumentam os valores de §,, enquanto que as taxas de resfriamento sdo maiores
devido ao menor aporte térmico gerado com menores valores desse coeficiente.

O modelo apresentado neste trabalho reproduz de maneira mais fidedigna os
mecanismos de geragdo de calor para o API 5L - X80, ao considerar o valor do
coeficiente de acoplamento com valor nulo, uma vez que a fonte de calor é tratada
como sendo originada a partir do atrito existente entre o corpo de prova e a ferramenta
de soldagem.

Em relacdo ao coeficiente de atrito, Nandan, Debroy & Bhadeshia (2008)
concluiram que na maioria das vezes a determinagcdo deste valor de forma
experimental se torna extremamente dificultosa para os materiais em questdo por
conta da montagem experimental para o FSW. A variagcdo de ur com relacdo a
distancia radial do centro da ferramenta pode ser encontrada na Figura 40.
Novamente, ndo parece haver concordancia com valores deste coeficiente (NANDAN,
DEBROY e BHADESHIA, 2008). Entretanto, trabalhos anteriores e mais recentes
adotaram 0,4 como valor deste coeficiente, similar a este trabalho (KHANDKAR,
KHAN e REYNOLDS, 2003; AVILA et al, 2018). Entretanto, Hoyos et al. (2016)
utilizaram u, = 0,3 e Cho et al (2013) optaram por utilizar o valor de u, = 0,4 como

fixo e variar o valor de u como fungdo da temperatura e velocidade relativa entre a

ferramenta e o corpo de prova.
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Figura 40 - Variagéo dos valores de u; em fungdo da distancia radial entre a ferramenta e o corpo de
prova.
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Fonte: Adaptado de Cho et al (2013)

Valores como os citados sao convencdes que necessitam serem adotadas para
simplificar a modelagem numérica dos arranjos experimentais. Como Meyghani et al
(2017) sugerem, h& necessidade de se conduzir uma quantidade maior de estudos
que sejam mais profundos em relacionar a dependéncia dos valores de ambos
coeficientes citados com relacao a temperatura do material no momento da soldagem.

Os autores ainda destacam que encontrar, ou definir, o valor de u, € ainda de maior

importancia, pois esta grandeza exerce grande influéncia nos valores de temperaturas
maximas encontradas nas simulacdes numéricas, uma vez que a fonte de calor tem
intensidade diretamente proporcional a este. Entretanto, a definicdo de valores
precisos de coeficientes de atrito e coeficientes convectivos mostra-se como sendo
de extrema complexidade, uma vez que estes valores dependem da interacéo
coulombiana entre o corpo de prova e a ferramenta, que por sua vez dependem das
condi¢cdes ambientes e de temperatura.

Para os valores dos coeficientes convectivos, sabe-se que a mais apropriada
determinacao dos valores destes varia de modo mais predominante. Primeiramente,
h& opcao de se modelar o processamento via FSW com a presenga ou auséncia dos
apoios dos corpos de prova (“backing plate”). Khandkar, Khan & Reynolds (2003)
obtiveram que um valor de coeficiente convectivo de 1000 Wm-2K- torna-se razoavel
para se estimar as perdas térmicas de uma liga de aluminio AA 6061 quando nédo se
utiliza um backing plate. Entretanto, 0s mesmos autores concluiram que quando um

backing plate de aco inox era utilizado os valores de temperatura eram melhores
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correlacionados e previstos se um coeficiente de 5000 Wm-2K! fosse utilizado. O que
nos leva ao segundo fato: a grande variedade de valores que podem ser utilizados e
que estes coeficientes podem assumir. No atual trabalho, optou-se por ndo incluir o
backing plate no modelo em CAD. Especificamente para o X-80, um valor de 1000
Wm-2K-1 também foi utilizado por Avila et al (2018) para ilustrar as perdas de calor
provenientes do lado inferior do corpo de prova. Santos, ldagawa & Ramirez (2014),
trabalhando com aco inoxidavel duplex S32205, utilizaram valores variados para estes
coeficientes, sendo o coeficiente relativo a resisténcia térmica entre o backing e o
corpo de prova h;,, = 750 Wm=2K1, e ainda outro coeficiente entre a superficie inferior
do backing e a mesa de apoio da central de FSW com um valor de 2000 Wm2K-1, Para
Nandan, Debroy & Bhadeshia (2008) tais valores ainda podem variar entre 1000 a
10000 Wm2K-1, dependendo da configuracdo experimental de soldagem. E possivel
também trabalhar com valores menores que os apresentados acima. Utilizando um
modelo puramente térmico, Cho et al (2013) trabalharam com valores de 50 Wm2K!
entre as interfaces do corpo de prova e o apoio ceramico, simulando ciclos térmicos
para um aco inoxidavel ferritico 409, obtendo resultados de simulacdo bastante
condizentes com resultados experimentais.

O uso da “placa de suporte” durante o procedimento de FSW pode permitir que
a junta de solda X-80 seja mais isolada termicamente e suporte forcas axiais mais
altas (pressofes axial), como observado por Khandkar, Khan & Reynolds (2003). Este
fato auxilia na mistura do material ao longo da junta soldada, durante a soldagem e
pode permitir a melhoria das propriedades mecénicas da junta através da
microestrutura. A difusividade térmica do backing acaba sendo um fator critico durante
o modelamento numérico para o FSW, como mostrado por alguns trabalhos
anteriores. Alguns trabalhos preveem a utilizacao de diferentes tipos de backing para
a soldagem de diferentes materiais, exatamente pela diferenca de condutividade e
difusividade térmica entre o corpo de prova e o backing (CHOI et al, 2017; ZYBIN et
al, 2018).

No modelo térmico atual, leva-se em conta a variacdo de coeficientes
convectivos em funcdo da pressdo axial, sendo estes valores distintos para melhor
adequacao com os dados experimentais e referéncias ja citadas. Em condi¢cdes com
maiores pressdes normais, os valores de coeficientes convectivos do contato entre o
backing plate e o corpo de prova sédo geralmente adotados entre 800 a 5000 Wm-2K-1
(NANDAN, DEBROY e BHADESHIA, 2008). Valores na ordem de 102 a 10* Wm~2K™!
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foram testados e resultados condizentes com a literatura foram obtidos. De modo
contrario, valores de 10 a 102 Wm?2K foram utilizados para as simulagées com
menores pressdes axiais. A justificativa para diferentes valores de coeficientes
convectivos se da devido ao acoplamento do corpo de prova com 0 apoio ceramico.
Para maiores valores de pressao normal, espera-se que 0 material esteja mais unido
ao backing, originando uma superficie inferior mais adiabatica e, deste modo, retendo
mais calor para o corpo de prova. Entretanto, a utilizacdo de valores elevados de
forcas axiais pode danificar a ferramenta e prejudicar a soldagem.

A implementacdo de um modelo com coeficientes convectivos de valores
obtidos experimentalmente se torna de fundamental importancia, uma vez que estes
determinam a taxa de resfriamento no interior e na superficie inferior do material,
influenciando a microestrutura obtida apos a soldagem. E interessante observar que,
de acordo com a Figura 41, os valores maximos de temperaturas ndo sao

radicalmente alterados em funcao do coeficiente convectivo do backing plate.

Figura 41 - Gréfico de temperaturas maximas ao se variar o coeficiente de convecc¢ao no lado inferior

do material.
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Fonte: Khandkar, Khan & Reynolds (2003)

Uma explicacdo para isso € que as temperaturas mais elevadas sdo mais
regularmente encontradas na superficie superior do material em contato com a
ferramenta. Neste ponto, elevados valores de coeficientes convectivos nao teriam
efeito significativo em diminuir a temperatura pico de modo sensivel e notavel.

Outra consideracéo a ser feita é a espessura do corpo de prova. Para maiores
espessuras, as alteracbes dos valores de temperaturas maximas simuladas néo
sofrem com mudancas significativa dos coeficientes devido a distancia entre as
superficies superior (exposta a ferramenta) e inferior (em contato com o apoio) do

material. Isso pode ser bastante crucial ao se adaptar modelos numéricos elaborados
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para um certo tipo de arranjo experimental e utilizados com outras caracteristicas
geométricas. Este fato oferece uma vantagem na economia de tempo de simulacédo e
consideracéo, ao estabelecermos as condi¢des de contorno para o0 modelo numeérico
em diferentes espessuras de corpo de prova.

Nas previsdes de temperaturas mais proximas ao apoio ceramico, estes valores
diferentes de coeficientes convectivos tornam-se mais determinantes. Simar et al
(2006) desenvolveram simulacdes atraves de um modelo que possuia a condutancia
da superficie inferior variada sob 3 condi¢des diferentes, conforme abaixo e exposto
na Figura 43:

e 12 condicdo: adiabatica, sem apoio ceramico (menor valor de
conveccao);

e 22 condicdo: contato perfeito entre toda a superficie inferior do corpo de
prova e o apoio;

e 32 condi¢do: contato perfeito somente na regido inferior a linha de solda
gue corresponde ao tamanho e a localizacdo da pressao axial.

O grafico da Figura 42 ilustra que para menores valores de coeficientes
convectivos, os valores de temperatura maximas para regides inferiores sdo maiores
gue nas outras simulacdes onde se considerou maiores valores destes coeficientes.
Deste modo, € possivel observar que uma subestimacao dos valores destes fatores
convectivos leva a uma superestimacgdo nos valores de temperatura maximas para
regides mais proximas ao apoio ceramico. De modo contrario, uma superestimacao
dos valores das perdas convectivas leva a uma subestimacdo das temperaturas de
pico na regido citada anteriormente.

Figura 42 - Temperaturas maximas para multiplas condi¢des de contato considerando o valor do
coeficiente de contato, aqui representado por y.

95{)\
900
by
o L
E 850
&
£ »80O
g
2 750p.....
o
g 700
a L
&
650}
m— Caso 1
600} | weane  casoz
----- Caso3
sm 1 L L L

Fonte: Adaptado de Simar et al (2006)



79

A confiabilidade de modelos numéricos pode ser aprimorada caso seja possivel
determinar os valores desses coeficientes, uma vez que uma quantidade significativa
de trabalhos envolvendo a tematica de simulacdo numérica obtiveram éxito em
estabelecer importantes relacdes termodinamicas existentes no FSW.

Simulacbes mais expressivas podem ser desenvolvidas se os valores de
constantes fisicas, tais como coeficiente de atrito e coeficientes convectivos forem
determinados a partir de aquisicbes de extensos resultados experimentais,
conduzidos em vérias localiza¢des na peca de trabalho.

4.1.4 Influéncia dos valores de temperaturas estimados na metalurgia do material.

Novamente, para a junta de menor aporte térmico pode-se notar a presenca de
uma regido na superficie com maiores temperaturas do que no resto do material
processado, e a sua localizagdo é registrada do lado anterior a ferramenta e contrario

a direcdo de soldagem ilustrados, podendo ser visualizado na Figura 43.

Figura 43 - Resultado de simulacdo de FSW considerando uma condicéo fria, evidenciando um ponto
de temperatura maxima na superficie do material.
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Fonte: O Autor, 2019

A Figura 44 apresenta uma sobreposicao da condic&o simulada de maior aporte
térmico e uma macrografia do X80, ressaltando a semelhanca entre as zonas
macrograficas e o perfil térmico. Observa-se uma boa concordancia da regido
ocupada previamente pelo pino, caracterizando a zona misturada, bem como a

extensao da zona termicamente afetada.
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Figura 44 - llustragdo comparativa entre a macrografia do X80 e a ferramenta simulada, considerando
a condi¢éo mais quente. Adaptada de Hermenegildo et al (2018).
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Novamente, faz-se necessario evidenciar a modelagem puramente térmica
como sendo a mais adequada quando se trata o pino como uma fonte de calor
volumétrica. Um perfil volumétrico de fonte térmica, como o ilustrado na Figura 45,
esta relacionado a obtencdo de menores temperaturas na superficie inferior do pino
devido a pouca contribuicdo de escoamento plastico nas fronteiras mais inferiores e
frontais nesta porcao da ferramenta, evidenciando aspectos e consideragdes que sao
mais proximos as condic¢des reais de arranjo experimental.

Figura 45 - Perfil de temperaturas do material ao se utilizar de uma fonte de calor volumétrica para as

regides do pino. Condigdo de simulagdo: Junta de maior aporte térmico.
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Fonte: O Autor, 2019.

Portanto, para o atual trabalho, o efeito de se utilizar uma fonte térmica
volumétrica nas regides do pino € justamente para que haja uma compensacao
térmica do calor gerado por dissipacdo viscosa, sem que nhecessariamente
utilizassemos mais condi¢des de contorno ou de estimativas de valores experimentais
(SCHMIDT e HATTEL, 2005). Obtendo, portanto, perfis térmicos diferentes daqueles
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gue consideram o pino como uma fonte de calor superficial, como ilustrado na Figura
46.

Figura 46 - Perfil de temperaturas do material ao se utilizar de uma fonte de calor superficial para as
regides do pino. Condicédo de simulacdo: Junta de maior aporte térmico.
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Fonte: O Autor, 2019.

Como visto de forma comparativa das Figuras 45 e 46, a escolha de uma fonte
volumétrica para a regido inferior da ferramenta faz com que a distribuicdo de
temperaturas simuladas se torne mais gradual e mais natural, sendo mais semelhante
ao processamento experimental relatados em trabalhos anteriores (SCHMIDT e
HATTEL, 2005, 2008; NANDAN et al, 2007; CHO et al, 2013).

A modelagem numérica do fluxo de material plastico pode auxiliar no desenvolvimento
e otimizacao de ferramentas que proporcionem uma melhor soldabilidade para cada
material. A partir da modelagem computacional do fluxo de material, informacdes
como velocidade periférica, taxa de deformacéo, viscosidade e temperatura podem
fornecer informagdes para o projeto de ferramentas com diferentes formatos.

Porém, a utilizacdo da modelagem do fluxo de material viscoso visando a
obtencéo de otimizacdo de previsdes de microestruturas ndo aparenta ter aplicacées
praticas para materiais que geram calor na junta predominantemente por atrito
(NANDAN, DEBROY e BHADESHIA, 2008).

Deste modo, podemos observar que o emprego de simula¢cdes numéricas
essencialmente térmicas, para o X80 pode resultar na obtengéo de resultados de um
modo mais rapido, direto e intuitivo. Trabalhos anteriores preveem que o ganho
operacional seja de até 30%, em relacdo as estimativas numeéricas por modelagem
CFD (SCHMIDT e HATTEL, 2008)

De fato, os resultados da modelagem computacional sugerem que virtualmente

h& pouca diferenga entre as condi¢des simuladas com o modelo puramente térmico e
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as simuladas com o modelo em CFD. Entretanto, ha algumas sutilezas que sao

notaveis entre as simulagdes, as quais sdo abordadas em secdes posteriores deste

trabalho. Na Figura 47 consta um exemplo de ciclo térmico, gerado a partir do modelo

CFD também desenvolvido neste trabalho.

Figura 47 - Histéria térmica de uma simulacdo CFD de soldagem por atrito nas juntas de X80
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modelagem CFD,

observam-se

temperaturas previstas maiores em regiées mais proximas a linha central. Uma

explicacdo para este fato € que ha uma contribuicdo adicional de calor relativa ao

escoamento Vviscoso para o aumento de temperatura, quando comparado somente as

condi¢cBes de simulacdo do modelo MPT. A Tabela 9 ilustra os valores de temperatura

prevista para cada um dos termopares “numeéricos”.

Tabela 9 - Temperaturas simuladas utilizando a abordagem CFD. para distancias préximas a linha de

soldagem.
Condicdo de M.o_delo 0mm > mm 4 mm
soldagem utilizado
Maior aporte CFD 1230°C/ 1220°C/ 1180 °C/
simultada MPT 1222 °C 1215°C 1159 °C
Menor aporte CFD 1124 °C/ 1116 °C/ 1047 °C/
simulada MPT 1114 °C 1106 °C 1041 °C

Fonte: O Autor, 2019.

Ao verificar isso, é possivel observar que as temperaturas maximas obtidas ndo

sao tao diferentes do modelo puramente térmico feito anteriormente. Uma razao disso

acontecer é devido a baixa dissipacéo viscosa do material ao ser processado. Esta
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baixa dissipacéo viscosa é influenciada pelo escoamento viscoplastico do material ao
redor do pino. Essa premissa esta conectada ao fato de que varios trabalhos estimam
que a contribuicdo de calor relacionado ao escoamento viscoso originado na
soldagem em ac¢os nao contribui significativamente para a obtengéo de maiores perfis

de temperaturas na soldagem deste material.
4.2 Distribuicdo de temperaturas na ferramenta

A simulacdo numérica permitiu ainda verificar os valores de temperaturas
estimadas em diferentes regibes da ferramenta, em mdltiplas condi¢cbes de aporte
térmico. A andlise da distribuicdo de temperaturas na ferramenta ajuda a prever a
estabilidade térmica desta. Através da sua distribuicdo de temperatura, focou-se em
isolar o pino e uma parte do ombro para um estudo mais detalhado das interagdes do

material com a ferramenta durante a soldagem.

4.2.1 Temperaturas maximas e minimas e suas respectivas localizagcbes na

ferramenta.

Na Figura 48 e Figura 49, pode-se observar que as regides onde se localizam
as isotermas de maior temperatura estédo localizadas no lado anterior a ferramenta,
de sentido contrario a direcdo de soldagem. Este resultado est4d de acordo com
trabalhos anteriores por Schmidt & Hattel (2005) e, mais recentemente, por Dialami,
Cervera & Chiumenti (2019), nos quais as maiores temperaturas encontradas na
ferramenta estdo localizadas em regides anteriores a movimentacao da ferramenta,
coincidindo assim com a localizacdo de maxima temperatura na ferramenta. Por sua
vez, as temperaturas mais frias estao localizadas em regides posteriores a ferramenta,

coincidindo com a localizacdo de material mais frio.
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Figura 48 - Distribuicdo de temperaturas superficiais da ferramenta, considerando a condicdo mais
qguente de aporte térmico.
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Fonte: O Autor, 2019

A explicacao disso acontecer pode ser dada de forma similar aguela dada para

a porcéo de material processado.

Figura 49 - Distribui¢céo de temperaturas superficiais da ferramenta, considerando a condi¢do mais
guente de aporte térmico.
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Fonte: O Autor, 2019

As regides da ferramenta que estdo em temperatura mais elevada tendem ao
equilibrio térmico com o material processado ao longo da soldagem. Uma razao disso
€ a elevada diferenca entre os coeficientes de condutividade térmica de ambos
materiais, tanto PCBN quanto o X80. Mdltiplos trabalhos confirmam
experimentalmente que de acordo com a Equacgéo 20, a aproximadamente 1270 °C,
o fluxo estimado de calor transmitido para o material € de somente 43% (SONG e
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KOVACEVIC, 2003; SCHMIDT e HATTEL, 2005, 2008; COLEGROVE e SHERCLIFF,
2005; NANDAN, ROY e DEBROY, 2006; NANDAN et al, 2007; NANDAN, DEBROY e
BHADESHIA, 2008; CAM, 2011; CHO et al, 2013; ZYBIN et al, 2018; MEHDI e
MISHRA, 2019). Algo que originaria uma retencdo de calor para a ferramenta. Deste
modo, um modelo computacional bem ajustado e parametrizado, assim como o deste
trabalho, seria extremamente Util na previsdo de temperaturas e condi¢des criticas
para o desempenho e manutencdo da ferramenta. A Figura 49 ¢é resultado da
distribuicdo superficial de temperaturas para a condicdo mais quente simulada.
Verifica-se que, a partir do equilibrio térmico as temperaturas encontradas na
ferramenta sdo ainda superiores as encontradas na superficie do material. Isso
também pode ser justificado pela Equacao 20, salientando que ha uma retencéo de
calor para a ferramenta durante a soldagem.

Em trabalhos anteriores, tal como o de Dialami, Cervera & Chiumenti (2019) e
Cam (2017), pode-se constatar que a inclinacdo do pino possui um efeito significativo
na geracao de calor. Para aumentar a potencialidade de mistura de materiais, durante
a soldagem de ligas néo ferrosas, a ferramenta pode ser inserida no material com um
angulo de inclinacao, que varia entre 1° a 5°C. Essa variacao de inclinacdo aumenta
o fluxo de material ao redor da ferramenta, elevando a contribuicdo de calor pela
dissipacéo viscosa do material. Isso faz com que haja uma redistribuicdo de calor na
junta soldada, pois a angulacéo altera a area de contato da ferramenta com o corpo
de prova. Portanto esta variavel, exerce efeito na distribuicdo de temperaturas e no
fluxo de material durante a soldagem. Entretanto, nas juntas de FSW de acos com
baixo teor de carbono, e neste trabalho especialmente para o X80. ndo ha a
necessidade de tal inclinacdo devido a grande contribuicdo de calor oriundo do
mecanismo de geracao por atrito, sendo o ombro a principal caracteristica geométrica
da ferramenta responsavel pela geracdo de calor. Se alterarmos este valor de
inclinagdo, o mecanismo de geracdo de calor por atrito ndo serd suficientemente
grande para promover o aquecimento do material, nem tampouco sera significante a
contribuicdo de calor viscosa do material. Logo, defeitos ligados a vazios, poros e
inclusdes (oriundas da ferramenta), bem como a fratura e consequente inutilizacao da
ferramenta podem se fazer presente ao final da soldagem. Deste modo, podemos
concluir que uma ferramenta inserida com Q0° de inclinacdo em relacdo ao seu eixo
axial promove um maximo rendimento térmico para o FSW de materiais ferrosos com

baixo teor de carbono.
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A modelagem numérica do processo de FSW se faz atil ainda para prever a
distribuicdo de temperaturas na ferramenta devido a dificuldade de se medir
propriamente a temperatura da ferramenta no momento da soldagem. Em muitos
equipamentos de FSW o registro de temperaturas da ferramenta € feito via termopar
acoplado a estrutura do ombro. Esta configuracdo de acoplamento, entretanto, nao
consegue registrar de forma exata e simultanea a temperatura da ferramenta durante
a soldagem, devido as interferéncias de contato que existem entre o material e o corpo
de prova.

O MPT foi utilizado para simular as distribuices de temperatura superficiais e
internas da ferramenta. Estima-se que essa distribuicdo de temperaturas na porcao
lateral do pino, podendo ser observada na Figura 49, seja ocasionada pelo fluxo de
material que passa por essa regido, durante a soldagem. No lado de avanco, o fluxo
de material € mais intenso do que no lado de retrocesso da ferramenta no momento
do processamento. Entretanto, a transferéncia (escoamento) de material ocorre mais
em direcao ao lado de retrocesso do que para o lado de avango, gerando, por vezes,
uma reversibilidade de fluxo no lado de avanco, formando/originando uma zona de
estagnacédo (fluxo estagnado), ilustrado na Figura 50, em regifes inferiores da ZM

préximas a ferramenta (CUI et al, 2018).

Figura 50 - Linhas de fluxo de material no plano superficial da soldagem, destacando a zona de
estagnacéao.

> > >

> > >

Fonte: Adaptado de Nandan et al (2007)

E possivel demonstrar isso através do desalinhamento e deslocamento de
marcadores metalicos que podem ser incluidos em regibes préximas as linhas de
centro (LIU e NELSON, 2016)
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A Figura 51 mostra por¢cdes do ombro da ferramenta que estdo a 870°C,
salientando que a porcdo mais periférica do ombro ao lado direito, esta em contato
com o material mais frio e, por isso, h4 uma regido de temperaturas mais fria em

porcdes da ferramenta onde nao se esperavam.

Figura 51 - Distribuicdo das isotermas na ferramenta, considerando a condicdo mais quente. Vista
inferior / traseira.
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Fonte: O Autor, 2019

4.3 Aquisi¢cao de temperaturas no modelo CFD

Enquanto a abordagem térmica trata diretamente da influéncia dos aspectos
friccionais durante o FSW, a abordagem fluidodinamica trata de questdes mais
voltadas para a dissipagao de energia por viscosidade do material e sua consequente
taxa de deformacéo durante o processo de soldagem.

Nas Figuras 52 e 53 a seguir, pode-se observar a diferenca de temperaturas
maximas obtidas para o modelo CFD, em ambas condi¢cdes de aporte térmico (quente
e frio). E possivel notar que o modelo CFD prevé uma temperatura superficial
ligeiramente maior comparado ao modelo puramente térmico. Isto acontece devido a
contribuicdo de dissipacgéo viscosa presente, a qual acrescenta um termo de geracéo
de calor para a junta soldada.

O modelo CFD pode ser utilizado para a previséo de velocidades e viscosidade
do material simulado. Adicionalmente, este modelo ainda pode ser utilizado para a
visualizagdo do escoamento de material ao redor da ferramenta e das temperaturas
na ferramenta, como mostrado na Figura 52, auxiliando na compreensédo da

localizac&o das falhas de fluxo e retengcdes de material. As diferencas representadas
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na Figura 52 e na Figura 53 sdo devidas as particularidades entre as fontes de

dissipacédo viscosas e constantes de viscosidades do material.

Figura 52 - Distribuicdo de isotermas na regides do pino e do ombro para o modelo CFD.
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Fonte: O Autor, 2019

Entretanto, pode-se visualizar que a distribuicdo de temperaturas na ferramenta
para o modelo CFD, na Figura 52, € diferente daquela registrada anteriormente na
Figura 49, fazendo com que as isotermas se concentrem mais ao redor do pino. Uma
explicacdo para esta diferenca provém da contribui¢cdo térmica ligada a viscosidade
do material, fazendo com que a contribuicdo térmica adicional dada pelo fluxo de
material se concentre mais na parte da ferramenta que mais efetivamente mistura o

material.

Figura 53 - Distribuicdo de temperaturas superficial para o modelo puramente térmico

/

Fonte: O Autor, 2019

Identifica-se um pequeno aumento de temperatura maxima entre os resultados
do MPT (1235 °C) e o modelo CFD (1238 °C). Entretanto, tal diferenca é de somente
0,244%. Enfatiza-se entdo mais uma vez o carater mais friccional do que viscoso para

este material, durante o processamento FSW, uma vez que ndo ha diferencas
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significativas de previsdo de temperaturas utilizando modelos numeéricos com
abordagens diferentes.

Na Figura 54, pode-se visualizar a distribuicdo de temperaturas superficiais
simuladas para a condi¢gdo mais quente. Para esta condi¢do, observa-se também um
ponto de maior temperatura superficial, o qual esta localizado na parte do corpo de
prova previsto por trabalhos anteriores (COLEGROVE et al, 2000; NANDAN et al,
2006, 2007; SCHMIDT e HATTEL, 2008; MATSUSHITA et al, 2012).

Figura 54 - Distribuicdo de temperaturas superficiais para o modelo CFD - condi¢do de junta de maior
aporte térmico.

Fonte: O Autor, 2019

Adicionalmente, a distribuicdo das isotermas mostradas na Figura 55 para a
simulacdo CFD da junta com menor aporte estdo em acordo com os trabalhos ja
citados (NANDAN et al, 2007; NANDAN, LIENERT e DEBROQY, 2008; DIALAMI,
CERVERA e CHIUMENTI, 2019; MEHDI e MISHRA, 2019). Todavia, o ponto de maior
temperatura superficial parece ter sido deslocado para dentro da cavidade de insercéo
do pino, mesmo permanecendo na linha de central da junta. Uma interpretacao para
isso € devido a concentracdo de fluxo térmico proveniente da contribuicdo viscosa,
contribuindo para que a contribuigéo de fluxo de material leve a um deslocamento do
ponto de maior temperatura a se deslocar para regides mais proximas ao pino da
ferramenta. Poderiamos admitir que este deslocamento sera tdo préximo ao pino
quanto maior for a contribuicdo de dissipagéo viscosa do material processado via
FSW.
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Figura 55 - Distribuicdo de isotermas para a simulacdo CFD considerando uma condicdo de menor

aporte térmico.
degC

A 1093

132,613
58.722

w5872

Fonte: O autor, 2019

Na Figura 56 pode-se notar que o perfil de temperatura se redistribui para uma
configuragdo de menores temperatura em algumas porgoes inferiores na frente do
pino. Essa distribuicdo se deve a viscosidade do fluido que é elevada na parte frontal
da ferramenta, originando assim uma regido com pouca deformacdo e,

consequentemente, pouca contribuicdo de dissipacao viscosa.

Figura 56 - Perfil de simetria isotérmico no modelo CFD para a condi¢cdo de menor aporte térmico.
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Fonte: O autor, 2019.

Como pode-se observar na Figura 57, o modelo CFD tem a potencialidade de
se estimar as taxas de deformacédo do material que escoa ao redor da ferramenta.
Entretanto, tal modelo se torna mais computacionalmente dispendioso devido a

insercdo do modulo de mecénica dos fluidos, requerendo célculos computacionais
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extras para solucionar as equacdes de continuidade de fluxo. Até o presente
momento, 0 modelo levava cerca de 18 minutos e 25 segundos contrastando com os
2 minutos do modelo puramente térmico.

Figura 57 - Vista superior do processo de soldagem. Taxa de deforma¢éo em um plano a 10 mm da

superficie inferior.
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Fonte: O autor, 2019

Valores de taxa de deformacé&o encontrados para este material estédo de acordo
com os relatados na literatura especializada. Trabalhos como o de Fairchild et al
(2009) e o de Colegrove (2005) previram que os valores de taxas de deformacao se
encontravam entre 10% e 102 em regides mais proximas e periféricas da ferramenta.

A Figura 58 ilustra a taxa de deformacdo superficial do material para
localizagbes ao redor do pino. Pode-se observar que as por¢cdes do material mais
sujeitas a deformacdo sdo justamente as regides mais frontais da ferramenta, nas
guais 0os maiores valores de taxa de deformacédo estdo localizadas no contato inicial
entra a ferramenta e o material. Paralelamente, segundo ainda Fairchild et al (2009),
o lado de avanco da ferramenta € mais susceptivel a formacdo de defeitos em
comparacao com outras regides do corddo. As velocidades de soldagem também
influenciam no campo de velocidades relativas de material ao redor da ferramenta.
Mudancas nas taxas de viscosidade e taxas de deformacdo geram a assimetria entre
o lado de avanco e o lado de retrocesso, afetando os mecanismos de geracéo de
calor.
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Figura 58 - Taxa de deformacao para se¢8es superficiais do material. Os maiores valores de
deformacéo efetiva estdo localizados para regifes mais a frente do pino.
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Fonte: O autor, 2019

Apesar da vantagem de obteng&o de curvas de fluxo e velocidade de material
na utilizacdo deste modelo, os modelos CFD ainda necessitam de dados
experimentais que sao dificeis de se estimar.

Estes resultados confirmam o potencial deste trabalho para estimar
temperaturas e analisar condi¢des de soldagem que sao criticas para o desempenho
mecanico das juntas processadas por FSW. Como consequéncia, o modelo
puramente térmico pode ser utilizado para analisar condi¢des dentro da janela de

processos de soldagem
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5 CONCLUSAO

O trabalho propde modelos numéricos visando a obtencdo de temperaturas
picos, ciclos térmicos e taxas de resfriamento e reparticdo térmica para
condicdes de soldagem multivaridveis das juntas soldadas do aco APl 5L-X80
via FSW.

Apesar da dificuldade de encontrar valores precisos para 0s coeficientes
convectivos, coeficientes de atrito e constantes experimentais, o modelo
térmico apresentou concordancia consistente com os valores experimentais de
temperatura e com as temperaturas maximas previstas para as proximidades
da linha de solda.

O modelo puramente térmico do X80 apresenta-se como uma alternativa viavel
a modelagem dindmica de fluido computacional e de mecéanica dos solidos,
visto que as simplificacbes e consideracdes de simetria do modelo atual
contribui para que haja um processamento computacional mais breve sem que
haja perda de informacdes e/ou respostas relevantes da integridade do material
durante o processamento.

A modelagem de dindmica de fluido computacional também ofereceu dados
relevantes ao estudo das condi¢des de soldagem do material. Entretanto, tal
abordagem se mostra mais adequada ao estudo de fatores ligados ao fluxo de
material ao redor da ferramenta, tais como campo de velocidades do material,
viscosidade e taxa de deformacao do material.

A simulacdo permitiu a previsdo de temperaturas em regides as quais a
ferramenta interferiu na aquisicdo de temperatura, exibindo o formato
caracteristico de interferéncia de aquisi¢cdo de temperatura.

O modelo também se mostrou ser uma abordagem rapida e direta para estudar
e compreender os fendbmenos térmicos ocorridos no FSW do API 5L-X80.
Melhor compreensdo dos ciclos térmicos do processamento FSW e sua
associacado com as propriedades mecanicas do material.

Todavia, para as posi¢cdes mais afastadas da linha de soldagem houveram
discrepancias de valores de temperaturas obtidos. Isto pode ser explicado
pelas diferencas de contato - entre por¢oes da ferramenta e o corpo de prova -

nas simulagdes e no arranjo experimental.
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SUGESTOES PARA TRABALHOS FUTUROS

e Elaboracdo de um modelo com abordagem de mecéanica dos sélidos para
avaliacdo e estudo de tenséo residual nos corpos de prova.

e Estudo e avaliacdo do desgaste e distribuicdo de calor, e sua consequente
influéncia no desgaste, na ferramenta de FSW.

e Aplicagcdo do modelo em outras ligas ferrosas e posterior comparacdo e
consequente validagdo de um modelo para multiplos materiais.

e Utilizar a juncédo de um modelo Unico para tratar de tensdes residuais, fluxo de
material e temperatura durante o FSW do X80.

e Utilizacdo de um modelo com abordagem dinamica de fluido computacional,
utiizando uma geometria sem condicdo de simetria, para previsdo de
microestruturas do X80 a partir de diferentes parametros.

e Um modelo de acoplamento que trata simultaneamente contribuicdes
complementares de cisalhamento e friccdo, oferecendo uma abordagem
computacional completa para o processamento de soldas APl 5L-X80 via
FSW.
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