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RESUMO 

 

A obtenção da repartição térmica em juntas do aço API 5L X80 processadas 

por Friction Stir Welding foi realizada por meio de modelos numéricos térmicos e 

fluidodinâmicos. Os dados de entrada dos modelos foram adquiridos por medições de 

temperatura durante a soldagem, utilizando termopares posicionados igualmente 

espaçados ao longo de chapas de aço de 12 mm de espessura durante o processo 

de soldagem. O experimento foi conduzido para dois aportes térmicos diferentes: uma 

junta com aporte térmico de 1,69 KJ.mm-1 e a outra com um aporte térmico de 1,91 

KJ.mm-1. Os dados de temperatura foram processados e utilizados para 

implementação em um modelo computacional puramente térmico, proporcionando a 

visualização 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 estacionária 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 máximos simulados e os dados 

experimentais de temperatura foram comparados. O modelo térmico também foi 

usado para prever as temperaturas máximas do ciclo térmico para regiões da junta 

soldada onde é fisicamente impossível realizar medições experimentais de 

temperatura devido à presença do pino e do ombro da ferramenta. Posteriormente, o 

modelo puramente térmico foi confrontado com um modelo fluidodinâmico, verificando 

as informações obtidas em cada um destes. Observou-se que o modelo 

fluidodinâmico fornece detalhes sobre diferentes aspectos experimentais, tais como o 

campo de velocidades do fluido ao redor da ferramenta e sua taxa de deformação. 

Verificou-se então que o modelo puramente térmico fornece resultados com um tempo 

de processamento menor do que o modelo fluidodinâmico. Entretanto o modelo 

fluidodinâmico fornece resultados que o puramente térmico é, inerentemente, 

impossibilitado de fornecer. Diante disto, conclui-se que cada um destes modelos 

fornece resultados que são complementares um ao outro. 

Palavras-chave: Friction Stir Welding. Modelagem computacional. Aço API 5L-X80. 

Modelo puramente térmico. Dinâmica de fluidos computacional. 

  



 
 

ABSTRACT 

 

The thermal evaluation of API 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-1 and the other with a heat input of 1,91 KJ.mm-1. 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. API 5L-X80 steel. Pure 

thermal model. Computational fluid dynamics. 
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𝑢 Velocidade do fluido não-newtoniano no escoamento 



 
 

𝑞𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎−𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 Perda térmica total do modelo 

𝜎 Constante de Stefan-Boltzmann 

𝜖 Coeficiente de emissividade da superfície do material 

ℎ Coeficiente convectivo 

𝑇𝑎𝑚𝑏 Temperatura ambiente 

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

prova 

𝛼 Fase ferrita 

𝛾 Fase austenita 
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1 INTRODUÇÃO 

A Soldagem por Atrito com Pino Não-Consumível (SAPNC), ou Friction Stir 

Welding (FSW) em inglês, é um processo de soldagem e união no estado sólido, 

desenvolvido e patenteado pelo The Welding Institute (TWI) em 1991 (THOMAS et al, 

1991). Este processo de fabricação foi conduzido com sucesso em ligas de alumínio, 

titânio, cobre, zinco e chumbo. As vantagens em se empregar FSW, entre outras, são: 

juntas com propriedades mecânicas superiores devido à recristalização dinâmica e 

pequenas distorções na peça de trabalho, levando a um processo de fabricação 

menos prejudicial e à união consolidada da junta soldada, sendo um processo que 

oferece mínimos riscos ambientais, o qual produz poucos resíduos de usinagem e 

requer pouca ou nenhuma limpeza de superfície (WITEK, 2015). Recentemente, a 

atenção das indústrias de construção naval e dos produtores petroquímicos foi 

direcionada para a viabilidade da soldagem por atrito de ligas de alta temperatura, 

como superligas de níquel, aços inoxidáveis e aços de Alta Resistência e Baixa Liga 

(ARBL), ou do inglês High Strength Low Alloy (HSLA) (ABBASI; NELSON; 

SORENSEN, 2013; AVILA et al, 2016; HERMENEGILDO et al, 2017).  

Os aços ARBL, como o API 5L-X80, são bastante adequados para construção 

de dutos, tubulações e componentes offshore, devido à combinação de microestrutura 

e resistência adequadas, tornando esse tipo de material adequado para oleodutos e 

gasodutos (WEI e NELSON, 2012). Estes aços são caracterizados por baixo teor de 

carbono, o que resulta em maior tenacidade na ZTA após processos de soldagem, e 

pela presença de elementos de liga, como Nb, V, Ti, Cr, Mo, Ni e B (JANOVEC et al, 

2000). 

A motivação para a realização deste trabalho pode ser relacionada à crescente 

necessidade de modelos computacionais do processo de FSW que possibilite a 

previsão de temperaturas, os quais possam contornar as limitações físicas da 

ferramenta na junta soldada, a fim de fornecer uma compreensão dos fenômenos 

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 o processo, mas especialmente da Soldagem por Atrito 

com Pino Não Consumível que combina alto grau de deformação e temperatura 

elevada. Devido a este fato, este trabalho se concentra na utilização de modelos 

computacionais proposto para visualizar a distribuição de temperatura e ciclos 
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térmicos, isto é, a repartição térmica, no lado de avanço das soldas de aço API 5L-

X80 fabricadas por FSW. Modelos térmicos computacionais puros são algumas das 

abordagens acessíveis para prever ciclos térmicos em FSW. Eles fornecem uma 

percepção prática e direta da distribuição de calor ao longo da junta soldada 

(SCHMIDT e HATTEL, 2005). Neste trabalho, o lado de avanço foi escolhido por ser 

de grande preocupação em relação à integridade do cordão, onde uma zona de alta 

dureza tende a surgir devido a elevadas temperaturas associadas a altas taxas de 

deformação, podendo comprometer a integridade estrutural de componentes e 

equipamentos (NELSON e ROSE, 2016). 

1.1 Objetivo 

O objetivo deste trabalho é propor modelos computacionais aplicáveis ao 

processo de Friction Stir Welding (FSW) em chapas do aço API 5L-X80 de forma a 

contribuir para o melhor entendimento da repartição térmica durante o processo de 

soldagem por atrito com pino não consumível.  

1.1.1 Objetivos específicos 

• Modelar o campo de temperatura nas chapas de teste em locais mais 

próximos a junta soldada, mais especificamente em regiões que esta 

aferição se torna inviável pela presença física do pino. 

• Avaliar os valores de coeficientes convectivos mais adequados que 

correspondem aos valores experimentais. 

• Determinar e analisar as histórias térmicas das juntas soldadas e 

comparar com os valores experimentais. 

• Comparar a morfologia das curvas de ciclo térmico de regiões do 

material em contato com o pino com os dados experimentais 

provenientes de regiões similares. 

• Comparar o modelo puramente térmico com o modelo CFD construído 

para estudo do campo de velocidades do material na junta soldada. 
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2 REVISÃO BIBLIOGRÁFICA 

Este tópico visa introduzir temas e conceitos fundamentais à compreensão do 

estudo sobre a Soldagem por Atrito com Pino Não Consumível e simulação 

computacional deste processo de fabricação. 

2.1 Friction Stir Welding (FSW) ou Soldagem por Atrito com Pino Não-

Consumível (SAPNC) 

 Friction Stir Welding (FSW), ou Soldagem por Atrito com Pino não-Consumível 

(SAPNC), é uma das variantes dos processos de soldagem por atrito, os quais se 

desenvolvem a partir da aplicação de uma força e movimento relativo entre os 

materiais a serem soldados, gerando calor e deformação levando a formação de uma 

junta consolidada. Esse processo,  patenteado pelo The Welding Institute (TWI) 

(THOMAS et al, 1991), utiliza uma ferramenta rotativa de nitreto cúbico de boro 

policristalino (PCBN) que é pressionada contra o material a ser soldado, originando a 

junta soldada. A principal função da ferramenta, a qual consiste em uma parte de 

maior diâmetro (ombro) e menor diâmetro (pino), é gerar o calor e deformação na junta 

soldada e promover a coalescência de material (DIALAMI, CERVERA e CHIUMENTI, 

2019). A Figura 1 ilustra os principais componentes deste processo de soldagem.  

As propriedades mecânicas e físico-químicas da junta soldada irão depender de 

alguns fatores particulares ao processo, tais como velocidade de soldagem 

(velocidade de avanço) e velocidade rotacional, e ainda outros fatores geométricos 

como a geometria da ferramenta e seu ângulo de inclinação em relação à superfície 

do material (MEHTA e BADHEKA, 2016).  

Figura 1 - Ilustração do processo de Friction Stir Welding 

 

Fonte: Adaptado de Toumpis et al (2014)  
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Ao final da soldagem, verifica-se na seção transversal da junta soldada uma 

morfologia macroscópica característica deste processo, como exemplificado na Figura 

2. Uma porção da zona central onde ocorre efetivamente a coalescência a matéria e 

sua consequente “mistura” é chamada de Zona Misturada (ZM). A região adjacente à 

zona misturada é chamada de Zona Termomecanicamente Afetada (ZTMA), região 

onde ocorrem alterações microestruturais provenientes do calor e da taxa de 

deformação gerados na junta soldada. A próxima região tem suas alterações 

microestruturais provenientes exclusivamente do calor gerado durante o 

processamento por FSW, sendo denominada Zona Termicamente Afetada (ZTA). Por 

último, encontra-se o material que não foi alterado pelo processamento, o Metal Base 

(MB). 

Figura 2 - Ilustração das zonas macroscópicas identificáveis na soldagem por atrito. a) Metal base, b) 
ZTA, c) ZTMA, d) ZM 

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

FSW foi primeiramente empregada em materiais leves e dúcteis, e com 

dificuldades de serem soldados por processos convencionais a arco. Dentre estes se 

destacam as ligas de metais não-ferrosos como algumas ligas de alumínio, ligas de 

cobre e ligas de magnésio. Com o sucesso de emprego deste processo nestes 

materiais, nos últimos 20 anos, pesquisadores e profissionais da área vem 

viabilizando a sua utilização em ligas ferrosas e de alto ponto de fusão, tais como ligas 

de titânio, de níquel e ferro  (CHOI et al, 2011; MEHDI; MISHRA, 2019; MIYAZAWA 

et al, 2012). 

Vantagens no emprego do processo FSW para a soldagem destes materiais 

são (MISHRA e MA, 2005):  

• Maior controle de aporte térmico durante o processo, originando menos 

distorções e possibilitando uma menor Zona Termicamente Afetada 

(ZTA) relativa aos processos ao arco; 
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• Excelente repetibilidade e estabilidade dimensional, diminuindo as 

operações de usinagem após a soldagem e possibilitando o seu 

emprego em linhas de produção automatizadas; 

• Sem perdas ou empobrecimento de elementos de liga e excelentes 

propriedades mecânicas na junta soldada, característica pela soldagem 

acontecer ainda durante o estado sólido do material, fornecendo uma 

região de grãos finos (para ligas não transformáveis); 

• Embora o equipamento e ferramentas necessários para a realização do 

FSW sejam considerados caros, há uma diminuição de custos diretos 

relativos à soldagem, devido a não utilização de grandes quantidades de 

consumíveis tais como arames, eletrodos, pós de fluxo, gases e 

equipamentos de proteção individual e coletiva (BHADESHIA e 

DEBROY, 2009); 

• Menor impacto ambiental associado aos custos de produção com a 

diminuição de materiais consumíveis e possibilidade de união sem 

material de adição; 

• Eliminação de trincas por hidrogênio, uma vez que não há formação de 

material líquido durante a soldagem diminuindo a difusão de hidrogênio, 

em meio sólido, para dentro da junta soldada. Adicionalmente, acredita-

se que o aumento da densidade de contornos de grão que ocorre 

durante a soldagem favorece a obtenção de baixa concentração de 

gases difundidos para o interior da junta, além de reduzir concentradores 

de tensões e segregação de impurezas (LIU et al, 2018). 

Além disso, o FSW tem o potencial de unir ligas ferrosas com baixo índice de 

soldabilidade com elevado teor de carbono, ou ainda com elevado carbono 

equivalente.  

Entretanto, tal processo em ligas de alta temperatura não ocorre sem que sejam 

sanados alguns obstáculos. Nesses materiais, observa-se que pode haver o 

surgimento de estruturas grosseiras na Zona Misturada, particularmente quando 

temperaturas nessa localidade são elevadas (OZEKCIN et al, 2004), comprometendo 

a resistência mecânica e/ou resistência a corrosão do material. Adicionalmente, o 

alinhamento e fixação das peças a serem soldadas juntamente com o emprego do 

apoio (backing) pode dificultar a operacionalidade do processo. A parametrização do 
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processo pode ser bastante dificultosa devido à automação e a não-portabilidade do 

equipamento. Além disso, o desgaste na ferramenta de trabalho é bastante elevado, 

principalmente quando se solda ligas de elevado teor de carbono, necessitando de 

paradas programadas para a substituição desta.  

A ausência de materiais que pudessem resistir a temperaturas elevadas, muitas 

vezes superiores aos 1000ºC, foi por muito tempo um fator que inibiu o progresso da 

aplicação do FSW em ligas de elevada temperatura de fusão (ÇAM, 2011). Para isso, 

o desenvolvimento de materiais e o projeto de ferramentas de soldagem foram de 

fundamental importância para que se pudessem obter juntas consolidadas e isentas 

de defeitos. Muitas ferramentas foram desenvolvidas a partir de ligas de metais 

refratários como W e Re, outras utilizam a cerâmica Nitreto Cúbico de Boro 

Policristalino (PCBN), e ainda há a possibilidade de se empregarem metal-duro a base 

de WC (exemplo: WC-Co ou WC-Cr). Na Figura 3 é possível visualizar três perfis de 

diferentes tipos de ferramentas para a soldagem. Mais recentemente, ferramentas à 

base de Ir-Re vem sendo estudadas e viabilizadas, com grandes chances de serem 

implementadas, pois exibem elevadas propriedades mecânicas em altas 

temperaturas com uma excelente resistência à oxidação. O alto desempenho dessas 

ligas de Ir-Re ainda pode ser reforçado pela adição de 1% de Zr. (MIYAZAWA et al, 

2012). 

Figura 3 - Perfil de diferentes ferramentas utilizados no FSW. a) W-Re b) WC-Co e c) 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 aços endurecíveis. 

Tais trabalhos encontraram a formação de uma estrutura por camadas na face de 

trabalho, com composição química distinta do material da ferramenta, formada devido 

às interações químicas entre a ferramenta, o corpo de prova e a atmosfera. Observou-

se também que a estrutura em camadas era frequentemente encontrada em estado 

líquido, possivelmente devido às temperaturas de fusão menores dos compostos 
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químicos formados. Além disso, os trabalhos encontraram fortes sugestões que 

apontam para a renovação contínua desta estrutura em camada, com formação de 

compostos de carbetos, boretos, nitretos e óxidos de ferro, cromo, níquel e titânio, 

provenientes de ambos corpos-de-prova e ferramenta. Estes resultados apontam que 

o principal mecanismo de desgaste do PCBN se dá por meio químico. Logo, observa-

se que há um potencial de demanda para o estudo das interações entre a ferramenta 

de FSW e o material a ser processado. 

Deste modo, fica perceptível a importância do caráter industrial que o FSW 

possui e as possibilidades de emprego deste processo em uma linha de produção 

industrial. O presente trabalho concentra-se na soldagem por atrito do aço API 5L-X80 

e sua consequente modelagem computacional. 

2.2 Aços Alta Resistência - Baixa Liga (ARBL) 

Ao final da década de 80, a indústria siderúrgica já conseguia produzir aços 

microligados com limites de escoamento de, aproximadamente, 500 MPa somente 

utilizando elementos de ligas e tratamentos termomecânicos adequados. Tal avanço, 

possibilitou o desenvolvimento de aços mais resistentes para serem empregados em 

componentes mecânicos de alta demanda/responsabilidade estrutural. 

Nos últimos 10 anos, os aços Alta Resistência - Baixa Liga (ARBL), do inglês 

High Strength - Low Alloy (HSLA), vêm sendo utilizados como uma classe de materiais 

importante e de elevada relevância científica. Estes aços surgiram na tentativa de 

substituir os aços de baixo carbono, em aplicações que se necessitassem de uma 

elevada relação resistência/peso e uma maior resistência ao intemperismo 

(VILLALOBOS et al., 2018). Tais materiais não são necessariamente considerados 

como ligas de aço à parte, pois são projetados para atender a propriedades mecânicas 

específicas ao invés de uma composição química pré-definida (os aços ARBL 

frequentemente tem tensões de escoamento superiores a 275 MPa ou 40 ksi). A 

composição química de um aço ARBL específico pode variar para diferentes 

espessuras do produto, visando atender aos requisitos de propriedades mecânicas. 

Estes materiais têm baixo teor de carbono (0,05 a 0,25% C) para produzir adequada 

conformabilidade e soldabilidade, e podem ter teor de manganês de até 2,0%. 

Pequenas quantidades de cromo, níquel, molibdênio, cobre, nitrogênio, vanádio, 

nióbio, titânio, zircônio e alumínio são também usadas em várias combinações de 
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composições. (COCHRANE, 2012; GARCIA, 2017). Fazem parte desta classificação 

os seguintes aços: 

• Aços resistente ao intemperismo - que contêm pequenas quantidades 

de elementos de liga como cobre e fósforo para melhorar a resistência à 

corrosão atmosférica e promover o endurecimento/aumento de 

resistência via solução sólida; 

• Aços microligados ferrítico-perlíticos - contêm pequenas adições de 

carbonetos duros ou há a formação de carbonitretos (geralmente, menos 

de 0,10%) devido a elementos como nióbio, vanádio e/ou titânio, 

promovendo a precipitação de intermetálicos, refino de grãos e 

possivelmente um maior controle de transformações por temperatura; 

• Aços laminados perlíticos - podem incluir os aços carbono-manganês, 

mas que também podem ter pequenas adições de outros elementos de 

liga visando aumentar a resistência mecânica, conformabilidade e 

soldabilidade; 

• Aços ferríticos aciculares (bainíticos de baixo carbono) - possuem baixo 

quantidade de carbono (menos que 0.05% C). São aços com uma 

excelente combinação de alto rendimento, (tão alta quanto 690 MPa, ou 

100 ksi) soldabilidade, conformabilidade, e boa tenacidade; 

• Aços bifásicos ou Dual-Phase -  possuem uma microestrutura de 

martensita dura dispersa em uma matriz dúctil ferrítica, ou ainda 

microestrutura bainítica tenaz dispersa na mesma matriz ferrítica, 

visando fornecer uma boa combinação de ductilidade e alta resistência 

à tração. 

Estes aços são produzidos comumente através de um processo de fabricação 

termomecânico controlado (PTMC), ou ainda do inglês Thermomechanical Controlled 

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

repetidos de laminação à elevadas temperaturas e posterior resfriamento rápido, 

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

Figura 4. 
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Figura 4 -  Esquema de processamentos termomecânicos de fabricação do aço X80 - PTMC 
convencional  

 

Fonte: Adaptado de Chen et al.(2014) 

 Estes aços são comumente utilizados na composição de componentes 

automotivos, linhas de transporte de gás e óleo, extração off-shore de compostos 

petroquímicos, fabricação de componentes navais e submarinos, e vasos de pressão. 

Para as linhas de transporte de gás e produtos derivados do petróleo, as vantagens 

na utilização de aços ARBL são: a possibilidade de se obter uma maior resistência 

mecânica quando comparado a aços carbono e/ou inox, podendo-se diminuir a 

espessura de parede de tubos (utilizando uma mesma pressão interna), promovendo 

uma redução de peso característico e custos associados à fabricação à montagem e 

ao transporte (BAI, 2001; BAI e BAI, 2007).  Alternativamente, tenta-se manter a 

espessura da parede do tubo e aumentar a pressão interna (até o limite máximo de 

72% do limite de escoamento do tubo), possibilitando um maior volume de material 

(líquido, gás ou mistura) transportado (SICILIANO, 2008; SOEIRO JUNIOR, ROCHA 

e BRANDI, 2013).  

Para as indústrias petroquímica e naval, o fornecimento de tubos de materiais 

provém com certas especificações e nomenclaturas associadas ao produto. Certas 

especificações sobre composição química, propriedades mecânicas e outras etapas 

de fabricação como soldagem, corte, fabricação, bem como requisitos de resistência 

à tração e tenacidade à fratura de oleoduto e de gasodutos são especificados pelo 

American Petroleum Institute (API), International Organization for Standards (ISO) e 

outras agências de regulamentação. Os padrões API são geralmente tomados como 
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referência por muitas instituições nacionais e internacionais para definir seus próprios 

procedimentos de fabricação e especificações para esses materiais. Conforme 

especificado pela API, os materiais destinados às tubulações são fabricados ou 

fornecido com dois níveis de especificação de produto conhecidos como PSL 1 e PSL 

2 (SHARMA e MAHESHWARI, 2017). De acordo com as especificações API 5L, os 

tubos PSL 1 são fornecidos em Classes A25, A25P, A, B, X42, X46, X52, X56, X60, 

X65 e X70 enquanto que os tubos PSL 2 são fornecidos nas classes B, X42, X46, 

X52, X56, X60, X65, X70, X80, X90, X100 e X120.  

Figura 5 - Cronologia de fabricação de diferentes aços ARBL (Grau API) 

 

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

Um destes materiais é o API 5L-X80, também conhecido como ISO 3183 X80M, 

os quais são ligados ao nióbio e estabilizados ao titânio, como é mostrado na Figura 

5. Este último é adicionado visando aumentar a tenacidade e diminuir (ou eliminar) o 

efeito deletério do nitrogênio. A elevada resistência mecânica se dá por conta da 

adição de cromo e, em alguns casos, vanádio. O primeiro atua na formação e 

estabilização da bainita, o segundo contribui para o aumento de tenacidade. 

Adicionalmente, o nióbio atua como agente de refino de grão e eleva a temperatura 

de recristalização, possibilitando uma laminação a temperaturas mais elevadas. Esta 

última etapa é conhecida como Processamento a Altas Temperaturas, High 

Temperature Processing (HTP), e exige menores esforços mecânicos pra se laminar 

o material (SICILIANO, 2008). 
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O aço X80 nacional, utilizado nesse trabalho,  é composto microestruturalmente 

de: majoritariamente bainita (ferrita bainítica), ferrita primária (poligonal) e uma 

pequena parcela do microconstituinte MA (martensita-austenita) (BOTT et al, 2005; 

ROZA, 2006). Também há a presença de perlita, que pode estar deformada devido 

ao processo de laminação conforme, assim denominado por alguns autores por perlita 

degenerada ( SHANMUGAM et al, 2006; ZAJAC; SCHWINN; TACKE, 2005). 

2.3 FSW de aços ARBL  

Para a soldagem a arco destes aços é bastante frequente relatos e estudos 

envolvendo a susceptibilidade da ZTA à fragilização por hidrogênio (ALBUQUERQUE 

et al. , 2012; DAVIS; KING, 1994; EROĞLU; AKSOY, 2000). Além disso, a soldagem 

por fusão é comumente associada a proporcionar uma maior distribuição de elevadas 

tensões residuais ao longo da junta soldada e à presença de fases frágeis (martensita) 

devido ao crescimento demasiado dos grãos austeníticos durante a soldagem, as 

quais, combinadas com hidrogênio difundido, aceleram o processo de trinca a frio. 

Adicionalmente, uma considerável redução de tenacidade na ZTA leva às rejeições 

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 obtenção de bainita e/ou perlita 

fina na ZTA da junta, a qual contribuiria para que houvesse uma maior resistência à 

tração sem comprometer a tenacidade. Contrariamente, a presença de grãos de 

martensita não-revenida comprometeria a tenacidade da junta, promovendo sítios de 

nucleação e propagação de trincas (SAMPATH, 2006). 

Devido a esse fato, necessita-se que haja um controle preciso de parâmetros 

de soldagem que forneçam microestruturas capazes de contribuir sinergicamente para 

a tenacidade e a resistência mecânica da junta soldada. Investigações prévias 

demonstraram que FSW é um processo bastante promissor para soldagem de aços 

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 é adequado à necessidade de se ter uma microestrutura 

minuciosa para determinada aplicação. Propriedades mecânicas da junta de aços 

ARBL processada via FSW são frequentemente maiores do que as mesmas soldadas 

por processos via arco. Além disso, as tensões residuais encontradas são bem 
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menores em juntas processadas por FSW. A moderação destes valores de tensões 

residuais pode se dar a partir da microestrutura e taxas de resfriamento a partir de 

parâmetros 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) 

concluíram que a obtenção de juntas consolidadas a partir de chapas de X80 e que 

atendam aos critérios da norma ISO 3183 é perfeitamente possível, desde que sejam 

otimizados os parâmetros de processo (velocidade de soldagem, velocidade 

rotacional e força 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 função da otimização de parâmetros, ilustrada na Figura 6, as quais 

levaram à obtenção de uma junta livre dos principais defeitos relacionados a utilização 

de FSW nesses aços. Adicionalmente, os autores também concluíram que os 

parâmetros de soldagem mais apropriados são aqueles que utilizam uma menor força 

axial ao longo da junta. Isso faz com que se tenha um maior controle da taxa de 

geração de calor, a fim de se evitar uma maior geração de defeitos e uma eventual 

fratura da ferramenta, a qual pode gerar uma junta contaminada com elementos 

químicos que compõem a ferramenta e prejudicam a integridade estrutural da solda.  

Figura 6 - Janela operacional de parâmetros otimizados para o FSW. 

 

Fonte: Adaptado de Mishra & Mahoney, (2007) e Hermenegildo et al (2017) 

De maneira complementar, relatos de baixos valores de CTOD para juntas de 

aços ARBL (OZEKCIN et al, 2004), e até aços carbono (LIENERT et al, 2003), foram 

encontrados e relacionados com as microestrutura obtidas em uma região do cordão 

que frequentemente se destaca por possuir elevada dureza. Essa porção dura, ou 
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ainda Zona Dura (ZD), do inglês hard zone (HZ) (NELSON; ANDERSON; SEGRERA, 

2007; OZEKCIN et al, 2004), pode surgir a partir da combinação entre vários 

parâmetros de soldagem, mas sua origem pode estar mais relacionada a elevados 

valores de temperaturas, baixas taxas de resfriamento do cordão associados a maior 

taxa de deformação em elevadas temperaturas. Assim como é apresentado na Figura 

7, esta zona ainda pode ser comumente localizada no lado de avanço da junta 

soldada, região que está sujeita às condições térmicas supracitadas, e até crescer de 

modo a abranger regiões comuns à ZM e à ZTA. Trabalho realizado por Santos et al 

(2010) reportaram que a condições de maior aporte térmico (maiores temperaturas na 

região do cordão de solda) apresentaram valores de CTOD abaixo da norma DNV-

OS-F101 para a ZM da junta de aço X80, visando aplicações offshore. 

Figura 7 - Distribuição de dureza Vickers no perfil transversal da junta soldada - evidência da 
presença de uma zona de elevada dureza localizada no lado de avanço (LA) de ambas as soldagens. 

 

Fonte: Adaptado de Hermenegildo et al (2018)  

Observa-se então que o emprego do processamento FSW ainda demanda uma 

parametrização adequada para que a junta obtida possa ser qualificada como 

aceitável dentro de critérios normativos específicos da norma API (AMERICAN 

PETROLEUM INSTITUTE, 2012). Uma das alternativas e complementações ao 

grande número de ensaios experimentais destinados às parametrizações da 

soldagem é a modelagem computacional do FSW. Por meio de simulações, esses 

modelos podem fornecer informações e detalhes complementares e norteadores. 

Estes métodos utilizam-se de resolução de equações diferenciais para encontrar os 

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

Os fenômenos térmicos, químicos e mecânicos que compõem a união de 

materiais por FSW envolvem interações de natureza complexa entre o metal de base 

e a ferramenta de soldagem. Recristalização dinâmica, taxas de resfriamento e 

aquecimento, fluxo de material, taxa de deformação são algumas das respostas que 

dependem de parâmetros tais como velocidade, torque, pressão axial e força axial 

(MISHRA e MAHONEY, 2007).  

Medições da temperatura próximos à ferramenta de FSW em rotação se tornam 

difíceis devido a dois fatores principais: ao movimento de material do corpo de prova 

próximo ao local onde está situado o termopar e aos altos gradientes de temperaturas 

e taxas de deformação que estão presentes durante a soldagem, fazendo com que a 

alocação do termopar em qualquer posição inadequada possa levar a um grande erro 

de aquisição (NANDAN, LIENERT e DEBROY, 2008). 

Diante da vasta abrangência de áreas científicas dos fatores citados acima, 

pesquisadores utilizam-se de modelos computacionais através do Método de 

Elementos Finitos (MEF) para compreender de maneira adequada as interações e os 

fenômenos termodinâmicos inatos ao processo. Basicamente, o MEF é um método 

de discretização bastante aplicado na mecânica do contínuo, 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 equações da mecânica do contínuo e solucionar as equações 

diferenciais necessárias para a solução do modelagem proposta (HE, GU e BALL, 

2014). Simulações numéricas podem fornecer informações específicas a partir de 

diferentes pontos de vista, tanto térmico quanto mecânico, dentre outros. 

Deste modo, a utilização de modelos numéricos para quantificação do campo 

de temperaturas é útil, 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 previsão de 

temperaturas, tensões 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 medições experimentais.  

Na modelagem computacional do processo de FSW, as três abordagens mais 

comuns que podem ser utilizadas são (MEYGHANI et al, 2017): 

• Modelo de Mecânica dos sólidos (MMS), com referencial Lagrangiano; 

• Modelo de Fluidos Computacional (CFD), com referencial Euleriano; 

• Modelo puramente térmico (MPT), com referencial Euleriano. 

A Figura 8 apresenta cada uma destas abordagens, as quais possuem 

características distintas e são utilizadas para encontrar respostas únicas e relevantes 

ao processamento do material. 

Figura 8 - Diferentes geometrias para a simulação 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) condição de simetria longitudinal. 

 

Fonte: Adaptado de Schmidt & Hattel (2008) 

Na utilização do MMS, a abordagem se dá considerando que o material 

permanece em estado sólido. Modelos que utilizem essa abordagem utilizam malhas 

que se refinam ao longo da simulação 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 tensões residuais, temperaturas e taxas de 

deformações no material. Entretanto, tais modelos frequentemente demandam 

elevado processamento computacional e, consequentemente, requerem maior tempo 

para solução. Além disso, alguns modelos ainda necessitam de softwares de 

programação adicionais para computar, calcular e solucionar as equações que serão 

implementadas na simulação. Uma representação deste modelo é apresentada na 

Figura 9. 
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Figura 9 - Exemplo de malha adaptativa no modelo de mecânica dos sólidos. Destaque para os dois 
domínios consideradas - Ω1 (corpo de prova) e Ω2 (ferramenta). 

 

Fonte: Adaptado de Feuvarch et al (2013) 

Para a metodologia CFD, o sólido a ser soldado é tratado como um fluido de 

alta viscosidade, possuindo propriedades de viscosidade não-newtoniana. Tais 

abordagens conseguem prever a distribuição de velocidades e assimetria de fluxo do 

material em torno da ferramenta. Além disso, aborda-se a geração de calor pela 

dissipação plástica na camada cisalhada e interações 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 simulação 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 dinâmica limítrofes para os quais não há fluxo de material durante a 

soldagem, para uma liga de alumínio - AA 6061 (5 MPa.s) e para aço médio-carbono 

(9,9 MPa.s). No segundo trabalho, utilizaram a aproximação CFD para modelar o 

campo de temperaturas e o escoamento material para uma liga de titânio processada 

por FSW. 

No MPT, o qual analisa transferência de calor, sem escoamento de material, 

deseja-se encontrar valores de temperaturas em diferentes regiões do material, 

considerando o processo estacionário. 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 compreensão sobre o MPT, 

versando sobre a modelagem analítica da geração de calor e apontaram 

considerações sobre a fonte de calor no MPT. De uma maneira concisa, estes 
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trabalhos destacaram a importância de considerar a geometria da ferramenta e 

ponderar sobre a condição de contato entre a ferramenta e a peça a ser soldada, 

levando a 3 possibilidades: condição de deslizamento total (sliding condition), 

condição de adesão total (sticking condition) e condição parcial (partial 

sticking/sliding). Faz-se essencial a compreensão das variáveis que determinam cada 

condição. Estas, por sua vez, estão ligadas às tensões de processamento que incidem 

sobre o material. 

Figura 10 - Referenciais adotados nos modelos computacionais - a) Euleriano: fonte de calor 
radialmente distribuída e tratamento estacionário; b) Lagrangiano - fonte de calor transiente, se 

movimentando ao longo da junta. 

 

Fonte: Adaptado de Schmidt & Hattel (2008) 

Uma das vantagens da utilização do referencial Euleriano é sua versatilidade, 

a qual permite obter resultados significativos devido as suas condições de contorno, 

tais como simetria ao longo da junta soldada e fonte estacionária. Além disso, tal 

abordagem é considerada a indicada para ligas com elevado ponto de fusão devido a 

uma maior contribuição coulombiana da força de atrito, que permeia a condição de 

deslizamento (sliding condition) (NANDAN, ROY e DEBROY, 2006). Outra vantagem 

é a utilização de uma malha refinada ao redor da região de inserção da ferramenta, 

sendo muitas vezes considerado como sendo um modelo “local”. Contrariamente, na 

adoção do referencial Lagrangiano, o modelo utiliza uma malha menos detalhada 

devido à necessidade de se abranger toda a geometria desenhada (ferramenta + peça 

de trabalho). Tal referencial, é mais indicado na aquisição de valores globais de 

respostas, tais como a temperatura média que a peça de trabalho atinge. Modelos 

desenvolvidos utilizando esse referencial são muitas vezes nomeados de “globais” 

(SCHMIDT e HATTEL, 2008). 

No MPT, pode-se ainda utilizar de abordagem pseudo-termomecânica, na qual 

as simulações levam em considerações as relações de tensão de escoamento com a 

temperatura. Mais especificamente, a tensão de escoamento no cisalhamento do 
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material é tida como dependente da temperatura que corpo de prova atinge, refletindo 

um caráter parcial de dissipação viscosa do material. Isto acontece devido à influência 

do coeficiente de acoplamento (𝛿). 

Mais especificamente, o trabalho de Schmidt & Hattel (2004) versa sobre os 

principais tipos de modelos utilizados em simulações encontradas em literaturas 

anteriores. Basicamente, a modelagem da fonte de calor pode ser subdividida em 2 

condições de contato existente entre a ferramenta e a peça a ser soldada, sendo 

ilustradas na Figura 11 como condições de “deslizamento” e de “adesão”. 

Figura 11 - Diferentes abordagens de modelagem das fontes de calor no processo de FSW. Detalhe 
para a diferenciação entre condição de deslizamento e adesão. 

 

Fonte: Adaptado de Shmidt & Hattel (2005) 

A geração de calor na junta é dada a partir de um coeficiente de acoplamento 

(𝛿), a qual determina as condições de contato entre a ferramenta e o material. A 

Tabela 1 apresenta um resumo entre as múltiplas condições de acoplamento. A 

velocidade da matriz do material (𝑉𝑚𝑎𝑡𝑟𝑖𝑧) é a que este adquire ao ser rotacionado em 

conjunto com a ferramenta. A velocidade da ferramenta (𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎) é aquela imposta 

pela ferramenta, sendo um produto entre a velocidade angular e o raio da ferramenta. 

A tensão no cisalhamento ao escoamento é determinada pela tensão de escoamento 

efetiva do material. 
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Tabela 1 - Principais condições de acoplamento entre a ferramenta e o corpo de prova, e suas 
consequentes coeficientes de acoplamento (𝛿) 

Condição 
Velocidade da 

matriz do material 
Velocidade da 

ferramenta 

Tensão de 
cisalhamento no 

escoamento 

Coeficiente 
de 

acoplamento  

Adesão 𝑉𝑚𝑎𝑡𝑟𝑖𝑧 = 𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎  

𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎

= 𝜔𝑟 
𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜 > 𝜏𝑒 𝛿 = 1 

Parcial 

deslizamento/adesão 
𝑉𝑚𝑎𝑡𝑟𝑖𝑧 < 𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎 

𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎

= 𝜔𝑟 
𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜 ≥ 𝜏𝑒 0 < 𝛿 < 1 

Deslizamento 𝑉𝑚𝑎𝑡𝑟𝑖𝑧 = 0 
𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎

= 𝜔𝑟 
𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜 < 𝜏𝑒 𝛿 = 0 

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

A equação fundamental que determina a geração de calor na junta soldada é 

dada pelas relações entre os dados experimentais e valores de constantes físicas. 

 

𝑄(𝑟)

𝐴
= 𝜂(𝜔𝑟 − 𝑢𝑤𝑒𝑙𝑑𝑠𝑖𝑛𝜃)[𝛿𝜏𝑒 + (1 − 𝛿)𝜇𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜] (1) 

 

Nesta equação, 
𝑄(𝑟)

𝐴
 é o fluxo de calor (W.m-2) transmitido para o corpo de prova, 

𝜔 é a velocidade angular da ferramenta, 𝜂 é 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 distância radial (m) do eixo central da ferramenta até um ponto qualquer 

na superfície do corpo-de-prova, 𝑢𝑤𝑒𝑙𝑑 é a velocidade de soldagem, 𝜃 é o ângulo entre 

a direção “x” contrária à translação da ferramenta e a direção “y”, 𝛿 é o coeficiente de 

acoplamento (adimensional) que estabelece a relação entre deslizamento e adesão, 

𝜏𝑒 é a tensão de cisalhamento no escoamento do material (
𝜎𝑒

√3
⁄ ), 𝜇 é o coeficiente 

de atrito entre a ferramenta e a peça a ser soldada, e 𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜 é a pressão de forjamento 

da ferramenta, sendo esta última: 

 

𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜 =  𝜇
𝐹𝑁

𝐴𝑆
 (2) 

 

Onde, 𝐹𝑁 é a força axial utilizada durante a soldagem, 𝜇 é o coeficiente de atrito 

entre a ferramenta e o material, e 𝐴𝑆 é a área superficial da ferramenta que está em 

contato efetivo com o corpo-de-prova. Quando as velocidades angulares são 
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extremamente elevadas, sendo o caso deste trabalho, os valores de 𝑢𝑤𝑒𝑙𝑑𝑠𝑖𝑛𝜃 podem 

ser ignorados (NANDAN et al, 2006). 

No trabalho atual, o caso 2a da Figura 11 torna-se mais apropriado devido as 

seguintes características de condições de contorno do modelo: inclusão da 

contribuição de calor na ponta do pino para superfície do ombro; e com o fato da 

tensão de contato (𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜 ) ser menor do que a tensão de cisalhamento no escoamento 

(𝜏𝑒), levando a uma condição de deslizamento (“sliding condition”). 

Observa-se então a importância do atual trabalho em se estimar e avaliar os 

perfis de temperatura nas condições limítrofes das soldagens por atrito do X80. 

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

suas respectivas condições de contorno e considerações, e resultados.  
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Tabela 2 - Cronologia de utilização de simulações numéricas para estudo do processo FSW. Considerações na modelagem e principais resultados. 

Autores Modelagem Resultados principais 

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

Adaptação das soluções analíticas de 

Rosenthal (1946)  para o FSW. Comparação 

das soluções analíticas com a microestrutura 

do material soldado. 

Obtenção de diferentes modelos para fontes 

de calor: pontual, superficial e volumétrica. A 

junta soldada é o local onde ocorre 

recristalização, crescimento de grão e outros 

fenômenos atuantes. Não há evidências de 

que tenha ocorrido fusão durante o 

processamento do material. (80% de 𝑇𝐹). 

Colegrove et al. (2000) 

Modelo numérico misto que inclui a influência 

do backing plate, a geração de calor pelo ombro 

e uma tentativa de simulação do fluxo de 

material ao redor da ferramenta. Utilização 

de um ombro plano e pino cilíndrico. 

Estabelece-se que há uma influência na 

geração de calor devido ao escoamento 

viscoso do material. Obtenção da 

porcentagem de calor mais frequentemente 

gerada pelo pino e ombro (17% e 83%, 

respectivamente). Obtenção de resultados 

consistentes que evidenciam que a maior 

parte do calor é concentrada no ombro da 

ferramenta. 

Khandkar, Khan e Reynolds (2003) 

Utilização de valores experimentais de 

aportes térmicos como entrada na 

simulação. Simulação que se utiliza de 

diversos valores de coeficientes convectivos 

para verificar a influência destes na 

distribuição de calor durante o FSW.  

Verifica-se que os valores de coeficientes 

convectivos podem variar entre 100 a 5000 

W(m-2K-1), dependendo do emprego do 

backing plate. Encontrou-se que um 

coeficiente convectivo de aproximadamente 

500 W(m-2K-1) é mais adequado à superfície 

inferior, em contato com o backing plate. 



40 
 

Schmidt & Hattel (2004) 

Modelagem analítica do processo FSW. 

Verificação dos valores de contribuição para 

geração de calor no material. Influência da 

geometria do pino e do ombro. 

Estabelece-se que há uma grandeza 

adimensional (𝛿) que rege as 3 condições 

principais de contato entre a ferramenta e o 

material. Deslizamento (geração de calor por 

atrito), colagem (geração de calor por 

cisalhamento da camada viscosa de 

material), e condição mista/intermediária 

entre as duas anteriores. 

Schmidt & Hattel (2005) 

Revisão e emprego de fontes de calor 

considerando as várias modelagens já feitas. 

Estudo comparativo de modelos 

Lagrangianos e Eulerianos, suas principais 

características e resultados. 

Influência de considerações geométricas da 

ferramenta na modelagem. Possibilidade de 

se omitir a ferramenta em alguns modelos. 

Modelos Lagrangianos são geralmente 

utilizados para encontrar distribuição de 

tensão e utilizam uma malha adaptável. 

Modelos eulerianos são geralmente 

estacionários e mais frequentemente 

utilizados para estudar distribuição do campo 

de temperaturas. 

Nandan (2008) 

Definição das principais entradas e saídas 

térmicas da modelagem do FSW. Estudo da 

contribuição de dissipação viscosa para 

alguns materiais. 

Influência dos valores de coeficientes 

convectivos, coeficientes de atrito, 

rendimento térmico na viscosidade, 

velocidade e temperatura do material em 

lugares próximos à linha de solda. 

Matsushita et al. (2012) 

Estudo do campo de temperaturas máximas 

em aços estruturais, em pontos mais 

próximos à linha de solda. Valores 

experimentais de temperaturas são utilizados 

Por extrapolação linear, conclui-se que a 

temperatura máxima na linha central da ZM 

pode atingir algo em torno de 1350ºC. Tal 

resultado é apoiado em trabalhos anteriores 

de Nandan (2008), que se baseou no 
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para alimentar um modelo numérico para 

estimar a temperatura máxima na ZM. 

equilíbrio 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 aços 

duplex S32205 durante a união por FSW. O 

modelo foi ajustado de acordo com dados de 

temperaturas provenientes de termopares 

que não foram deslocados durante a 

soldagem. Modelo omite a fonte de calor para 

diminuir o tempo de processamento. A 

simulação também considera que a geração 

de calor é dependente da tensão de 

escoamento cisalhante em função da 

temperatura (condição sticking). 

Valores de temperatura obtidos via 

simulação coincidem com valores 

encontrados experimentalmente registrados 

por termopares, câmera infravermelha e 

pirômetro. Verifica-se que o lado anterior à 

ferramenta é onde se pode encontrar a maior 

temperatura superficial. 

Meyghani (2017) 

Comparação entre diferentes abordagens 

numéricas, tanto locais quanto globais, são 

comparadas. Avaliação de resultados 

obtidos por referenciais eulerianos e 

lagrangianos. 

Uma combinação das abordagens 

lagrangiana e euleriana chamada ALE 

(arbitrarian lagrangian-eulerian) foi 

identificado como uma abordagem 

apropriada para a estimativa de resultados 

de temperatura e deformação, para alguns 

materiais. Entretanto, algumas dificuldades 

foram encontradas relativas a adaptação de 

modelagem para materiais mais dúcteis e 

mais duros. 

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

Embora existam poucos relatos sobre a estimativa de energia imposta durante 

a realização do FSW, o aporte térmico foi calculada pela seguinte equação (KYFFIN, 

2007): 

 

𝐴𝑇 = (
𝜔𝑀 

1000𝑢𝑠𝑜𝑙𝑑𝑎𝑔𝑒𝑚

) 𝜂 (3) 

 

Em que 𝜔 é a velocidade angular utilizada do processo, 𝑀 é o torque resultante 

da ferramenta, 𝜂 é o rendimento térmico do processo de FSW (0,90 a 0,95), 𝑢𝑠𝑜𝑙𝑑𝑎𝑔𝑒𝑚 

é a velocidade de soldagem. 

A Equação 4 define a transferência de calor na placa durante a soldagem: 

 

𝜌𝐶𝑃𝜕𝑇

𝜕𝑡
= 𝑄𝐼𝑁 + 𝑄𝑉𝐷 + 𝛻(𝑘𝛻𝑇) − 𝑢𝑤𝑒𝑙𝑑𝜌𝐶𝑃𝛻𝑇 (4) 

 

Onde 𝜌 é a densidade do material, 𝐶𝑃 é o calor específico à pressão constante, 

𝑄𝐼𝑁 é o calor superficial oriundo do ombro, 𝑄𝑉𝐷 é a contribuição de calor relativo ao 

escoamento viscoso, 𝑢𝑤𝑒𝑙𝑑 é a velocidade de soldagem, 𝑘 é a condutividade térmica 

do material. 

2.4.2 Modelo puramente térmico (MPT) 

A contribuição de calor do pino é considerada como uma fonte de calor 

volumétrica, como apresentado na Equação 5.  

 

𝑄𝑝𝑖𝑛𝑜 = (
𝑓𝑝𝑖𝑛𝑜𝑀𝜔

𝑉𝑝𝑖𝑛𝑜
) 𝜂 (5) 

 

Na Equação 5, a grandeza 𝑓𝑝𝑖𝑛𝑜 é o fator relacionado à porcentagem de 

geração de calor na junta pelo pino e é estimado entre 18 a 20 %, de acordo com 

Colegrove et al (2000), 𝜔 é a velocidade de rotação da ferramenta (rpm), e 𝑀 é o 

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

de prova pode ser definida pela Equação 6. 

 

𝑄𝑜𝑚𝑏𝑟𝑜 = 𝜔𝑟[(1 − 𝛿)𝜇𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜 + 𝛿𝜏𝑐𝑖𝑠𝑎𝑙ℎ𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑜]𝜂 (6) 

 

Nesta equação: 𝑟 é a distância radial do eixo central da ferramenta ao ombro 

da ferramenta, 𝜇 é o coeficiente de atrito, 𝜏 é a pressão de forjamento relacionada à 

força normal aplicada e 𝛿 é o coeficiente de acoplamento que equilibra o calor gerado 

pela deformação plástica (𝜏𝑐𝑖𝑠𝑎𝑙ℎ𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑜) e por fricção (𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜). Neste trabalho, o autor 

assume que a condição de contato (𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜) é independente da temperatura, taxa de 

deformação e também está em equilíbrio com a distribuição de pressão, levando a um 

valor de 𝛿 = 0. Esta suposição prévia leva a uma condição de deslizamento de acordo 

com a Equação 7. 

 

𝑄𝐼𝑁 = [(1 − 𝑓𝑝𝑖𝑛𝑜)𝜇𝜏𝑎𝑡𝑟𝑖𝑡𝑜𝜔𝑟 + (
𝑓𝑝𝑖𝑛𝑜𝑀𝜔

𝑉𝑝𝑖𝑛𝑜
)] 𝜂 (7) 

2.4.3 Modelo de dinâmica de fluido computacional (CFD) 

Na modelagem de dinâmica de fluidos computacionais, o corpo-de-prova é 

tratado como um fluído não-newtoniano de elevada viscosidade. Tal modelo leva em 

considerações as equações de continuidade de fluxo e material e a dissipação viscosa 

que ocorre durante o processamento. As equações a seguir definem as condições de 

contorno consideradas para o material em processamento. A conservação da massa 

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

 

𝜕𝜌

𝜕𝑡
+ ∇. (𝜌𝑢) = 0  (8) 

  

Sendo 𝜌 a densidade e 𝑢 a velocidade de escoamento do material. Assumindo 

um escoamento de material incompressível, ou seja 
𝜕𝜌

𝜕𝑡
= 0, teremos então a Equação 

9. 
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∑
𝜕𝑢𝑖

𝜕𝑥𝑖

3

𝑖=1

= 0 (9) 

 

Em que o índice i varia de 1 a 3, representando as coordenadas x, y e z, 

respectivamente. 

A viscosidade dinâmica pode ainda ser estimada pela relação de Perzyna 

mostrada na Equação 10 (ZIENKIEWICZ e CORMEAU, 1974). 

 

𝜇𝑉𝐷 =
𝜎𝑃

3𝜀̇
 (10) 

 

Na qual 𝜎𝑃 e 𝜀̇ são a tensão crítica efetiva e a taxa de deformação crítica efetiva, 

respectivamente. Por sua vez, estas podem ser expressas cada uma pelas Equações 

11 e 12. 

 

𝜀̇ = 𝐴[𝑠𝑖𝑛ℎ(𝛼𝜎𝑃)]𝑛𝑒𝑥𝑝 (
−𝑄

𝑅𝑇
) (11) 

  

𝜎𝑃 =
1

𝛼
𝑠𝑖𝑛ℎ−1 [(

𝑍

𝐴
)

1
𝑛

] (12) 

 

Sendo 𝐴 = 1,91. 1019 𝑠−1, 𝛼 = 11,8 𝐾𝑃𝑎−1, 𝑛 = 5,1 constantes do material e 𝑄 = 

480 kJ/mol a energia de ativação, as quais podem ser encontradas com base em 

dados experimentais de Nandan, Lienert e DebRoy (2008), 𝑇 é a temperatura absoluta 

e 𝑅 a constante universal dos gases. O parâmetro 𝑍 é a constante de Zenner-

Hollomon, que é uma relação entre a taxa de deformação efetiva do material e a 

energia de ativação para que haja o movimento plástico do material definida pela 

Equação 13. 

 

𝑍 = 𝜀 ̇ 𝑒𝑥𝑝 (
𝑄

𝑅𝑇
) (13) 
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O termo de geração de calor por dissipação viscosa (W/m3) pode ser estimado 

de acordo com a Equação 14.  

 

𝑄𝑉𝐷 = 𝛽𝜇𝑉𝐷𝜑 (14) 

 

Em que 𝛽 é uma constante associada à fração de energia gerada por 

dissipação viscosa (sendo 0,05 para aços e ligas de alta temperatura de 

processamento), 𝜇𝑉𝐷 é a viscosidade dinâmica não-newtoniana do material e 𝜑 é o 

termo associado à continuidade de escoamento do material ao longo da soldagem. 

Segundo resultados de Nandan, Roy, Lienert & DebRoy (2007), o valor de 𝛽 para aços 

de baixo carbono é pouco menos que 5% do valor de energia presente durante o 

processamento. Para materiais como alumínio e cobre, este valor está situado entre 

80 a 90% (NAKATA, 2005; SIMAR et al., 2006) 

Adicionalmente, φ é definido por Ayer et al (2005) e Carslaw & Jaeger (1959) 

como a quantificação do termo de calor dado a partir da movimentação de um fluido 

de elevada viscosidade. Entretanto, o seu equacionamento é simplificado por Nandan, 

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

 

𝜑 = 2 ∑ (
𝜕𝑢𝑖

𝜕𝑥𝑖

)

2

+ (
𝜕𝑢1

𝜕𝑥2

+
𝜕𝑢2

𝜕𝑥1

)

23

𝑖=1
+ (

𝜕𝑢3

𝜕𝑥2

+
𝜕𝑢2

𝜕𝑥3

)

2

+ (
𝜕𝑢3

𝜕𝑥1

+
𝜕𝑢1

𝜕𝑥3

)

2

 (15) 

 

Nesta equação, o termo (
𝜕𝑢𝑖

𝜕𝑥𝑖

) é referente à condição de escoamento normal  e 

o termo (
𝜕𝑢𝑖

𝜕𝑥𝑗

+
𝜕𝑢𝑗

𝜕𝑥𝑖

) é referente ao tensor de taxa de deformação efetiva 

correspondente trazido pela Equação 16. 

 

𝜀𝑖̇𝑗 =
1

2
(

𝜕𝑢𝑖

𝜕𝑥𝑗

+
𝜕𝑢𝑗

𝜕𝑥𝑖

) (16) 

 

2.4.4 Coeficientes relevantes ao processamento FSW 

Em modelos que assumem condições parciais de contato 

(deslizamento/adesão), 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 equação: 

 

𝛿 = 0,2 + 0,8 [1 − 𝑒𝑥𝑝 (−𝛿0

𝜔𝑅𝑥

𝜔0𝑅0
)] (17) 

 

Na Equação 19, δ0 é um parâmetro ajustável de acordo com as condições do 

experimento, 𝜔 é a velocidade angular da ferramenta, 𝑅𝑥 é a distância radial de um 

ponto do material ao centro da ferramenta, 𝜔0 é a velocidade rotacional normalizada 

tomando-se como média entre as velocidades rotacionais ao redor da ferramenta, e 

𝑅0 é o raio do ombro da ferramenta. 

Já nos modelos que assumem condições 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 unitários (acoplamento total), uma vez que δ passa a assumir a forma da 

seguinte equação:  

 

𝛿 = (
𝑉𝑚𝑎𝑡𝑒𝑟𝑖𝑎𝑙

𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎
) (18) 

 

Nesta equação 𝑉𝑚𝑎𝑡𝑒𝑟𝑖𝑎𝑙 é a velocidade angular da porção de material dentro 

da camada cisalhante em que se movimenta junto à ferramenta, e 𝑉𝑓𝑒𝑟𝑟𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑎 é a 

velocidade angular utilizada para a soldagem. 

O coeficiente de atrito pode ser determinado por uma relação entre o 

coeficiente de contato através da Equação 21.  

 

𝜇𝑓 = 𝜇0𝑒𝑥𝑝 (−𝛿
𝜔𝑅

𝜔0𝑅0
) (19) 

 

em que 𝜇𝑓 é o coeficiente de atrito entre a ferramenta e o material utilizado e 

𝜇0 é uma constante ajustável 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 Equação 22 (CARSLAW e JAEGER, 

1959): 
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𝑓 = (
𝐽𝑊

𝐽𝑇
) =

√(𝑘𝐶𝑝)𝑊

√(𝑘𝐶𝑝)𝑇

 (20) 

 

Nesta equação, 𝑓 é o fator de partição, 𝑘 é o coeficiente de condutividade 

térmica do material e 𝐶𝑝 é o calor específico à pressão constante. Os subscritos 𝑊 e 

𝑇 são referentes ao corpo de prova e à ferramenta de FSW, respectivamente. 
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3 MATERIAIS E MÉTODOS 

Nesta seção serão abordados os procedimentos experimentais e 

considerações utilizados ao longo do trabalho. Para a soldagem, aquisição do ciclo e 

da repartição 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. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

3.1 Soldagem 

As juntas soldadas foram produzidas a partir de duas chapas X80 de 

dimensões 110 × 400 × 12 mm, que foram colocadas em uma placa de suporte 

cerâmico (backing plate) e soldadas na sua maior dimensão, resultando em uma junta 

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

 

Fonte: Adaptado de Santos et al (2016)  

 Devido às limitações dimensionais da ferramenta cerâmica 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. Após o procedimento de soldagem, a 

integridade estrutural da ferramenta de PCBN foi verificada visualmente, e não foram 

encontrados desgaste nem fragmentos rompidos na superfície do pino e do ombro. 

Um fluxo de argônio foi utilizado e direcionado para a ferramenta e para a junta 

soldada a fim de preservar a integridade de ambas contra a oxidação. A seleção dos 

parâmetros 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 parâmetros 

que levaram ao processamento de uma junta soldada com duas situações: 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 Equação 3, em função dos parâmetros 

pré-estabelecidos e julgados críticos 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 

rotação (𝜔) e torque de entrada (𝑀) foram calculados e adquiridos por dados 

experimentais e são mostrados na Tabela 3 a seguir. 
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Tabela 3 - Parâmetros experimentais utilizados na soldagem para as condições de menor e maior 
aporte. 

Junta 
soldada -  

AT - Aporte 
térmico 
[kJ/mm] 

 u - 
Velocidade 

de 
soldagem 

[m.s-1] 

 - 
Velocidade 
rotacional 

[rpm] 

F - Força 
axial [kN] 

M - Torque 
(N.m) 

Maior aporte 

térmico 
1.91 1.67 500 29.8 61 

Menor aporte 

térmico 
1.69 2.00 300 35.8 108 

Fonte: O Autor, 2019 

Os dados provenientes do sistema de aquisição acoplado à máquina de FSW 

foram registrados permitindo a obtenção de ciclos térmicos para cada termopar 

instalado na placa, obtendo-se duas medidas com diferentes termopares para cada 

posição. A partir disso, os dados obtidos foram transferidos para o 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 distribuição de temperaturas em regiões mais próximas à linha de solda, 

onde não é possível fazer medições de temperatura por métodos físicos devido à 

presença da ferramenta.  

3.2 Aquisição do ciclo térmico no arranjo experimental 

Para aquisição dos ciclos térmicos em locais específicos, foi desenvolvida uma 

configuração experimental com oito termopares do tipo K conectados a ambos os 

lados da junta, posicionados a 2 mm abaixo da superfície da placa, como pode ser 

observado na Figura 14. 

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

 
Fonte: Adaptado de Hermenegildo (2012) 
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Durante o procedimento de soldagem, foram realizadas medições de 

temperatura com esses termopares posicionados ao longo da junta soldada, nas 

distâncias de 6, 8, 10 e 12 mm da linha de centro da mesma. A Figura 15 apresenta a 

disposição detalhada dos termopares inseridos na chapa e usados após 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 é uma ilustração da metodologia utilizada para interpretação e 

cálculo 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: 

• 1º passo: aquisição de temperaturas pelos termopares; 

• 2º passo: aquisição das curvas de temperaturas em função da distância 

da linha central; 

• 3º passo: interpretação e elaboração dos ciclos térmicos do processo 

simulado. 

Ao final deste último passo, obtém-se um gráfico que representa a história 

térmica do material. Ao se executar esta metodologia para pontos em diferentes 
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distâncias da linha central, obter-se-ão os perfis térmicos referentes aqueles pontos 

escolhidos que correspondem aos termopares no arranjo experimental. A partir daí, 

tem-se a possibilidade de estudo e análise das curvas térmicas e sua consequente 

relação com as propriedades metalúrgicas e mecânicas obtidas ao final do processo 

de soldagem. Faz-se necessário a correção do eixo das abscissas ao trabalharmos 

os dados de ciclo térmico. Deve-se modificar o eixo x em termos “distância” da linha 

de centro da junta soldada para a variável “tempo”. Para isso, divide-se o espaço 

marcado no eixo x pela velocidade de soldagem (𝑢𝑤𝑒𝑙𝑑). 

Figura 16 - Ilustração da metodologia utilizada para cálculo das histórias térmicas de um modelo 
estacionário. 

 

Fonte: Adaptado de Nandan (2008) 

3.3 Modelagem computacional do processo de FSW 

Um modelo térmico numérico foi desenvolvido usando o módulo de 

“transferência de calor em sólidos” do COMSOL Multiphysics®. A modelagem 

numérica foi proposta visando a previsão da distribuição de temperaturas ao longo da 

junta, bem como as temperaturas picos de cada ponto considerado. Deste modo, o 

modelo foi utilizado para avaliar a histórica térmica no lado de avanço das juntas 

soldadas em posições da linha de solda onde é fisicamente impossível a realização 

de medições de temperatura por termopares, devido à presença do pino e do ombro 

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

visualização do campo de temperaturas da ferramenta (conjunto ombro e pino) do 
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FSW nas condições simuladas. A fim de reduzir o tempo de processamento dos 

cálculos 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 considerações adotadas. 

 
Fonte: O Autor, 2019. 

3.3.1 Modelagem da fonte de calor  

A fonte de calor foi tratada como estacionária, sendo modelada com base em 

trabalhos anteriores de Song e Kovacevic (2003) e Schmidt & Hattel (2005). Nesta 

abordagem, um ombro plano, sem ângulo de inclinação (CUI et al, 2018), contribui 

para um fluxo de calor superficial puramente friccional, (SCHMIDT, HATTEL e WERT, 

2004). 

Uma eficiência de processo de 90% (𝜂 = 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 mecânica 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 contribuição volumétrica de calor. A 

ferramenta foi modelada com um pino cônico com as seguintes dimensões: 𝑅𝑃𝐼𝑁𝑂 = 5 

mm, 𝑅𝑇𝐼𝑃 = 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 contribuição de calor do pino é considerada como 

uma fonte de calor volumétrica, como apresentado na Equação 5. Uma visualização 

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 regiões do 
ombro e do pino: a) Vista superior e b) Vista frontal da ferramenta no modelo. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

O ombro da ferramenta, responsável pela contribuição da maior parte de 

geração de calor para o material, foi modelado de acordo com as dimensões a seguir: 

𝑅𝑂𝑀𝐵𝑅𝑂 = 12,0 mm e 𝐻𝑂𝑀𝐵𝑅𝑂 = 5,7 mm. A expressão de calor total na interface entre 

o ombro da ferramenta e o corpo de prova pode ser definida pela Equação 6. 

O coeficiente de atrito é considerado variável durante a soldagem, para 

simplificar um valor de 𝜇 = 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 fabricação em estado sólido, com o corpo de prova 

atingindo entre 70 - 90% de seu ponto de fusão ou temperatura solidus (𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑢𝑠)  

(COLEGROVE et al, 2000; CHAO, QI e TANG, 2003). Para transportar este fato para 

as simulações no trabalho atual, uma calibração 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; CHOI et al, 2011; SANTOS, IDAGAWA 

e RAMIREZ, 2014; AVILA et al, 2019). A essa distância, pode-se inferir seguramente 

que não houve interferência da ferramenta nas temperaturas medidas pelo termopar. 

Uma condição foi inserida limitando a temperatura máxima alcançada pelo modelo, 

definindo o fluxo de calor para zero quando a temperatura atinge valores maiores que 
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𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑢𝑠 da peça de trabalho, como ilustrado na Equação 17 (SONG e KOVACEVIC, 

2003; SANTILLANA, 2013): 

 

𝑄𝑗𝑢𝑛𝑡𝑎(𝑟, 𝑇) = {
𝑄𝑜𝑚𝑏𝑟𝑜 + 𝑄𝑝𝑖𝑛𝑜, 𝑠𝑒 𝑇 < 𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑢𝑠

0, 𝑠𝑒 𝑇 ≥ 𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑢𝑠
} (21) 

 

Nestas temperaturas elevadas, a radiação não pode ser desprezada e é trazida para 

o modelo com a inserção de um coeficiente de emissividade ε = 0,3 aplicado em toda 

a superfície da peça e da ferramenta. Este valor é considerado devido às temperaturas 

atingidas na superfície processada não serem tão elevadas em relação às 

temperaturas de processamento via arco (SUN e WU, 2018). 

 

𝑞𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎−𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 = 𝜎𝜖(𝑇𝑎𝑚𝑏
4 − 𝑇4) + ℎ(𝑇𝑎𝑚𝑏 − 𝑇) (22) 

 

As perdas de calor no modelo foram definidas como um fluxo geral de saída de 

calor, onde foram aplicadas em todas as superfícies (laterais, inferior e superior) da 

peça de trabalho. Na Equação 18, ε é a emissividade da superfície da ferramenta e 

da peça de trabalho, σ é a constante de Stefan-Boltzmann, 𝑇𝑎𝑚𝑏 é a temperatura 

ambiente e ℎ refere-se aos coeficientes convectivos associados às superfícies 

presentes no modelo (superfície da peça de trabalho e área exposta à ferramenta). 

Os coeficientes convectivos da superfície superior e inferior da peça de trabalho 

foram estimados em ℎ𝑠𝑢𝑝𝑒𝑟𝑖𝑜𝑟 = 10 W.m-2K-1 e ℎ𝑖𝑛𝑓𝑒𝑟𝑖𝑜𝑟 = 100 W.m-2K-1. A placa de 

apoio tem o seu coeficiente condutor acoplado a um coeficiente convectivo geral com 

valores diferentes, ℎ𝑓𝑟𝑖𝑜 = 200 W.m-2K-1 para a junta de menor aporte e ℎ𝑞𝑢𝑒𝑛𝑡𝑒 = 1000 

W.m-2K-1 para a junta de maior aporte. Esses valores foram considerados uma vez 

que, a influência da pressão de forjamento 𝐹𝑁 foi influenciada pela condutância do gap 

entre a peça de trabalho e a placa de apoio (SONG e KOVACEVIC, 2003; 

KHANDKAR, KHAN e REYNOLDS, 2003; SIMAR et al., 2006).  

Quanto à ferramenta, os valores dos coeficientes lateral e superior foram 

considerados ℎ𝑙𝑎𝑡𝑒𝑟𝑖𝑎𝑖𝑠 = 15 W.m-2K-1 e ℎ𝑡𝑜𝑝𝑜 = 20 W.m-2K-1, respectivamente em 

relação às perdas de calor convectivas e condutoras devido a valores de alta 

temperatura alcançado pelo material da ferramenta (HOYOS et al, 2016; CUI et al, 

2018). 
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3.4 Materiais 

Os materiais considerados de fundamental importância para a modelagem 

numérica do arranjo experimental foram o aço 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 deformação 

mais precisas em posições internas do corpo de prova e da ferramenta de trabalho. 

Após teste de convergência e otimização 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 cúbico de boro policristalino. 

A ferramenta utilizada para a soldagem do API 5L-X80 deste trabalho foi 

proveniente da “MegaStirTM Technologies”, sendo da série “M” com seu material 

aglutinante sendo de cerâmica (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 termofísicos da Tabela 4, 

uma vez que este não constava na biblioteca de dados de materiais da interface de 

simulação. 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 próprio software. 

Figura 19 - Detalhe da ferramenta de PCBN para o processamento FSW de aços: 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 ºC (STEUWER et al, 2012). A densidade (𝜌) do 
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material da ferramenta foi mantida constante, bem como a sua condutividade térmica 

(𝑘) e o seu calor específico (𝐶𝑝), estando quantificadas na Tabela 4. 

Tabela 4 - Propriedades termofísicas da ferramenta de PCBN. 

𝝆 [Kg.m-3] 𝒌 [W m-1 ºC-1] 𝑪𝒑 [J kg-1 ºC-1] 

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 é reduzida devido às considerações 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. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

3.4.1 Aço API 5L-X80 - propriedades físicas. 

 A composição química do aço API 5L-X80 utilizado como corpo de prova pode 

ser encontrada na Tabela 5 a seguir. 

Tabela 5 - Composição química do aço API 5L-X80 utilizado neste estudo (wt%) 

C Nb Al Mn V 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 aço foi considerada constante, com um valor 𝜌 = 7860 kg.m-3. 

As propriedades termofísicas da liga foram implementadas na peça com base no 

trabalho de Antonino et al (2014) e ilustrada na Figura 21. É interessante observar a 

diferença de condutividade térmica entre as fases presentes no material, em altas 
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temperaturas. A partir de 600ºC pode-se notar um aumento do calor específico e uma 

significativa redução da condutividade térmica. Segundo Pedrosa et al (2013) e 

Antonino et al (2014), essas mudanças são ocasionadas pela mudança 

microestrutural da fase 𝛼 para a fase 𝛾. 

Figura 21 - Propriedades termofísicas do aço API 5L-X80 em função da temperatura 

 

Fonte: Adaptado de Antonino et al (2014) 

O modelo numérico das chapas possui dimensão correspondente a uma chapa 

de aço X80, devido às considerações das condições de simetria e visando a 

diminuição do tempo de processamento. O modelo leva em consideração apenas 

metade da geometria experimental. O referencial Euleriano foi adotado, considerando-

se então a fonte de calor como estacionária. Um detalhe da malha utilizada para 

modelar a região de inserção da ferramenta no corpo de prova pode ser visualizado 

na Figura 22. 

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

 

Fonte: O Autor, 2019 
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4 RESULTADOS E DISCUSSÕES 

Dados experimentais de temperatura proveniente das aquisições dos 

termopares foram utilizados para ajustar o modelo. Através de resultados da 

distribuição de temperaturas obtidas com o modelo computacional, tornou-se possível 

avaliar a história térmica do material e da ferramenta. Adicionalmente, tais resultados 

serviram para comparações entre a integridade física da ferramenta e da história 

térmica da junta soldada. 

4.1 Distribuição de temperaturas no material 

Para a condição 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 

próximas a 1235ºC, 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 - Simulação da distribuição de temperatura para a condição de maior aporte térmico - MPT. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

Adicionalmente, nesta condição, as temperaturas diferem de forma menos 

acentuada quanto à distância 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 está exposta a um menor gradiente de temperatura. Esse fato tem 

uma influência direta nas microestruturas obtidas no material ao final da soldagem 
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(LIENERT et al, 2003; BOUKRAA et al, 2018). Especialmente para o aço X80, é 

bastante comum a influência de maiores temperaturas na morfologia e origem da ZD 

(AVILA et al, 2016). Logo, as predições feitas neste trabalho podem auxiliar na 

previsão de condições de soldagem que resultam em microestruturas frágeis. 

Temperaturas elevadas, acima de 1200ºC, são comumente reportadas para a 

soldagem de aços ARBL (LIENERT et al, 2003; BARNES et al, 2008).  

Taxas de resfriamento entre 30 e 250ºC/s para a ZM e, consequentemente, a 

ZD, são também frequentemente relatadas. Em alguns trabalhos, é previsto que a ZD 

de aços ARBL tenha taxas de resfriamento maior do que o resto da ZM, fazendo com 

que haja um maior estímulo termodinâmico 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 está mais associado ao 

crescimento de grão da austenita em maiores temperaturas de pico, favorecendo a 

transformação martensítica localizada. De fato, outros trabalhos corroboram que o 

crescimento da austenita é mais influenciado pela temperatura de pico do que pela 

taxa de aquecimento, podendo se obter um tamanho de grão médio três vezes maior 

ao se aumentar a temperatura de 1150ºC para 1350ºC (BANERJEE et al, 2010). Este 

fato, tem uma ligação direta com as temperaturas simuladas pelo modelo puramente 

térmico (MPT) na condição mais quente, demonstrando uma potencialidade de 

previsão da formação de ZD’s a partir de parâmetros determinados no processamento 

por FSW do X80. 

Na condição de menor aporte térmico, na Figura 24, as temperaturas diferem 

de forma mais acentuada quanto à distância da linha de centro da solda. Na superfície, 

maiores valores de temperaturas são previstos em ambos aportes térmicos. Esse fato 

pode ser explicado devido a área exposta em contato com o ombro da ferramenta 

(BOUKRAA et al, 2018). A percepção do gradiente de temperatura pode ser melhor 

visualizada com a apresentação das isotermas durante o processo. 
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Figura 24 - Simulação da distribuição de temperatura para a condição de menor aporte térmico - 
MPT. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

Na Figura 25 e Figura 26 a seguir pode-se observar um maior espaçamento 

entre as isotermas de temperaturas, o qual é uma consequência do menor aporte 

térmico utilizado nesta condição de simulação. Especificamente, na Figura 25 

observa-se uma tendência de afastamento das isotermas principalmente nas regiões 

próximas a qual a ferramenta já passou. Adicionalmente, na Figura 25 observa-se um 

espaçamento lateral entre a distribuição de temperaturas. Novamente, pode-se 

observar a concentração de isotermas na frente do movimento da ferramenta de FSW.  

Figura 25 - Distribuição das isotermas durante o FSW evidenciando as concentrações de isotermas 
na região lateral da ferramenta para a condição mais quente. 

 

Fonte: O Autor, 2019 
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Ainda na Figura 25, é possível observar que a região com menor temperatura 

em torno da ferramenta é a região frontal do ombro e a região à frente do pino. Uma 

razão para isso é devido ao material que se localiza a frente da ferramenta, o qual 

ainda não foi aquecido pela passagem da ferramenta. 

Na Figura 26 podem-se observar as isotermas para a simulação da condição 

denominada fria. Nota-se que, em comparação com a Figura 25, um maior 

espaçamento entre as isotermas pode ser observado. Isso decorre de um menor 

aporte térmico atribuído a essa condição simulada, o que gera uma maior taxa de 

resfriamento para o material. 

Figura 26 - Distribuição das isotermas durante o FSW evidenciando as concentrações de isotermas 
na região lateral da ferramenta para a condição mais fria. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

Os valores máximos de temperaturas, em ambas as condições, estão em 

concordância com trabalhos anteriores, nos quais foram obtidos valores de 

temperatura para simulações em aços de baixo carbono que variam entre 1127ºC e 

1350ºC (NANDAN et al, 2006, 2007; MATSUSHITA et al, 2012).  

A morfologia da distribuição de temperaturas nas isotermas laterais e frontais 

nas Figuras 25 e 26 obtidas nas simulações numéricas é bastante característica para 

o FSW. Essa característica de “concentrar” as isotermas no lado frontal da ferramenta 

e “espalhar” estas em lugares nos quais a ferramenta já 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 diferença de temperaturas entre o restante da junta, 
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que ainda não foi soldado, e a parte da junta soldada que já foi processada, mostrando 

que o fluxo de calor é distribuído mais lentamente nesta região. Observa-se então a 

elevada diferença entre gradientes térmicos ao analisarmos porções da ferramenta 

em locais bastante próximos no material no momento da soldagem. 

Figura 27 - Vista superior da distribuição de temperatura na simulação do FSW de aço de médio-
carbono. 

 

Fonte: Adaptado de Nandan et al (2007) 

Verifica-se ainda que as isotermas do lado de avanço são 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 característica entre o lado de avanço e o lado de retrocesso. 

 

Fonte: Adaptado de Micallef et al (2016) 

 Isso acontece devido a maior interação da força de atrito e de dissipação 

viscosa em cada parte de processamento, de modo que o lado de avanço sempre 

interage primeiro com o material soldado do que a porção de retrocesso (MISHRA e 

MA, 2005). 

Adicionalmente, em materiais mais resistentes e de maior dureza as 

temperaturas do lado de avanço são maiores do que estas em materiais mais macios, 

ressaltando diferentes interações 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, há uma tendência de aumento de torque ao se aumentar a 

velocidade de soldagem durante o FSW do X80. 

Diferentemente, para o alumínio o torque durante o FSW não é 

significativamente alterado com as mudanças 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 diferença 

é devido à 𝑇𝑠𝑜𝑙𝑖𝑑𝑢𝑠 do X80 ser maior que a de ligas de alumínio, havendo uma 

necessidade de uma maior geração de calor de forma a reduzir uma tensão cisalhante 

entre a ferramenta e o material  

Na Figura 29, pode-se observar a distribuição das isotermas do processo FSW 

simuladas para a condição de menor aporte térmico. É possível 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 específico do corpo de prova; utilização (ou não) de 

“backing” cerâmico no momento da soldagem; tipo de backing (cerâmico ou metálico); 

resfriar ou aquecer o material durante da soldagem (KHANDKAR, KHAN e 

REYNOLDS, 2003; NANDAN et al., 2007; DIALAMI, CERVERA e CHIUMENTI, 2019) 

Figura 29 - Distribuição de isotermas na superfície e interior do material na condição de menor aporte 
térmico - MPT. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

4.1.1 Termopares e simulação numérica (Comparação Numérico/Experimental) 

As temperaturas máximas experimentais e simuladas para o lado de avanço de 

ambas as juntas são mostradas na Tabela 6. 
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Tabela 6 - Comparação entre as temperaturas obtidas experimentalmente e numericamente para o 
lado de avanço das juntas soldadas. 

Aporte térmico 

(kJ/mm)  

Localização do termopar a partir da linha de centro  

6 mm 8 mm  10 mm 12 mm 

1,91 989 ºC 913 ºC 815 ºC 567 ºC 

1,91 (simulada) 992 ºC 915 ºC 805 ºC 676 ºC 

1,69 880 ºC 794 ºC 753 ºC 510 ºC 

1,69 (simulada) 873º C 793 ºC 673 ºC 566 ºC 

Fonte: O Autor, 2019 

Os valores máximos de temperatura estimados pelo modelo numérico em 

comparação às medições experimentais realizadas por termopares mais próximo 

foram 992 ºC para a junta de maior aporte e 873 ºC para junta de menor aporte. As 

curvas simuladas tiveram uma concordância considerável com os valores 

experimentais para valores máximos de temperatura encontrados e taxas de 

resfriamento. As diferenças entre as temperaturas simuladas e experimentais 

correspondem à consideração de contato ideal que ocorre entre a ferramenta e o 

corpo de prova, mostrado na Figura 30.  

Figura 30 - Diferença entre a condição experimental e a condição de simulação 

 

Fonte: O Autor, 2019 

É possível observar que na simulação há um acoplamento perfeito entre as 

superfícies do ombro e a do corpo de prova. Entretanto, no arranjo experimental a 

soldagem é conduzida com a superfície inferior do ombro a uma certa distância do 

corpo de prova, fazendo com que a aquisição de temperatura para as regiões mais 

periféricas seja um pouco distinta em relação aos valores de temperaturas registradas 

no arranjo experimental. As mesmas distinções entre os valores de temperaturas de 
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simulação e do arranjo experimental explicam a diferença de formato de curva para 

os temopares nas distâncias 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 - Gráfico comparativo mostrando ciclos térmicos simulados e experimentais, considerando 

a junta de maior aporte térmico. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

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

 
Fonte: O Autor, 2019. 

Como este termopar estava próximo à zona de movimentação da ferramenta, 

essa mudança pode representar uma interrupção na aquisição de temperatura 

durante a soldagem, causada pelo contato repentino do termopar com a ferramenta. 
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Esta inferência pode ser reforçada pelo estilo da curva de temperatura simulada 

para 4 mm, 2 mm e 0 mm, na qual se pode notar a diferente forma da inclinação para 

ciclos térmicos simulados em regiões situadas ao redor do pino.  

As temperaturas simuladas para a linha de soldagem são 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 já exposto na seção 4.1 deste trabalho, há 

uma dependência entre o movimento relativo entre a ferramenta e o material devido a 

velocidade de rotação, a qual neste caso da junta com menor aporte, resulta em 

temperaturas menores devido a um menor fluxo de material em circulação. Uma 

previsão geral de temperatura precisa foi alcançada para ambas as simulações. As 

exceções são os ciclos térmicos para termopares situados a 12 mm da linha de 

soldagem, onde as temperaturas máximas simuladas são previstas com valores 

levemente maiores. A curva de formato pontiagudo da última temperatura simulada 

pode ser justificada devido à aquisição de dados de temperatura a partir do limite físico 

entre a borda da ferramenta e o corpo de prova, medindo as temperaturas 

provenientes de uma zona de transição (ombro / peça de trabalho) do modelo. 

Essas poucas diferenças em relação às temperaturas simuladas e medidas 

podem também ser devidas às simplificações do modelo térmico atual, que não leva 

em consideração a contribuição 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 condições termomecânicas não uniformes na 

região de cisalhamento até certa extensão. Além disso, se assumirmos um equilíbrio 

de pressão de contato e sua independência de temperatura, não se considera a 

contribuição da dissipação de calor plástico. Esta contribuição vai ser tão relevante 

quanto maior for o coeficiente de encruamento do material, sendo pouco relevante em 

aços de baixo carbono, porém de grande importância para os aços inoxidáveis 

austeníticos e duplex. Este fato tem influência direta na previsão de temperatura para 

as zonas externas da solda, como pode ser visto na principal diferença para os últimos 

termopares em ambas as condições. 

Valores similares de temperaturas para as condições mais periféricas foram 

encontrados no trabalho de Avila et al (2018). 
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4.1.2 Simulação numérica para localizações próximas às linhas de centro da solda 

(0 mm, 2 mm e 4 mm) 

Para temperaturas simuladas muito mais próximas da linha de soldagem (a 0, 

2 e 4 mm), o modelo apresentou os valores de temperaturas máximas 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 não interferisse nas medições de temperaturas 

realizadas por termopares. 

 
Tabela 7 - Valores de temperaturas encontrados numericamente para posições mais próximas às 

linhas de soldagem. 

Condição simulada 0 mm 2 mm  4 mm 

Maior aporte térmico 1222 ºC 1215 ºC 1159 ºC 

Menor Aporte térmico 1114 ºC 1106 ºC 1041 ºC 

Fonte: O Autor, 2019 

Na Tabela 7, valores mais elevados de temperaturas simuladas a 0 mm em 

ambas as condições estão de acordo com a localização, já que as temperaturas 

máximas são geralmente medidas ao longo da linha de soldagem e estão localizadas 

nas proximidades da região do ombro (SCHMIDT e HATTEL, 2008). Os ciclos 

térmicos simulados para estas distâncias têm aspecto de pico similares, mostrado 

como exemplo na Figura 33. Tal aspecto de pico se deve à interferência de medida 

de temperaturas entre a ferramenta e o corpo de prova. Como esperado, as 

temperaturas simuladas nessa região foram maiores para a condição mais quente do 

que para a condição de menor aporte térmico. A temperatura máxima superficial da 

linha de soldagem do corpo de prova calculada para ambas as condições está 

localizada logo atrás da ferramenta ao longo da linha de solda, com um valor de 1235 

ºC para a junta com maior aporte térmico e 1140 ºC para a junta de menor aporte 

térmico.  
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Figura 33 - Gráfico comparativo mostrando ciclos térmicos simulados, considerando uma junta de 
maior aporte térmico. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

Esses valores compartilham posições 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 máximas da superfície 

foram comparado com resultados experimentais e simulados, e previstas a serem 

encontradas no lado anterior da ferramenta, no sentido contrário a direção de 

soldagem. Isto acontece devido ao fato de que o calor é depositado à junta mais 

rapidamente na região frontal, quando o material ainda está a uma temperatura menor 

que a junta soldada. De maneira contrária, no lado anterior à ferramenta, o transporte 

de calor é feito a uma taxa menor, pois o material já se encontra aquecido.  

Os valores simulados também estão de acordo com trabalhos anteriores, uma 

vez que é provável que os processamentos por FSW de aço de baixo carbono e aço 

inoxidável forneçam juntas com temperaturas extremas, variando de 1000 ºC na zona 

termomecanicamente afetada (ZTMA) a 1300 ºC na linha de soldagem já na zona 

misturada (ZM), como ilustrado na Figura 34 (MATSUSHITA et al, 2012) 
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Figura 34 - Temperatura máxima prevista para a região central da ZM a partir de extrapolações 
lineares de aquisições de termopares próximos à junta soldada de aços ao carbono. 

 

Fonte: Adaptado de Matsushita et al (2012) 

Similarmente demonstrado na Figura 35 para uma liga de Ti-6Al-4V, os valores 

máximos de temperatura se dão em regiões mais próximas à ferramenta. 

Demonstrando que, embora os materiais sejam diferentes, o perfil térmico exibido é 

característico do processamento por FSW. 

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

 

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

Para o lado de avanço as temperaturas têm menor gradiente térmico (
∆𝑇

∆𝑥
) 

associado, como é observado na Figura 36. Isso pode ser explicado devido a uma 

menor taxa de resfriamento a qual o lado de avanço está sujeito, originando assim um 

menor gradiente de temperaturas. 

Figura 36 - Perfil transversal de distribuição de temperaturas para uma liga de Ti-6Al-4V 

 

Fonte: Adaptado de Nandan, DebRoy & Bhadeshia, (2007) 
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Especialmente para a condição de maior aporte térmico, as taxas de 

resfriamento são menores que a condição mais fria. Valores de taxa de resfriamento 

encontrados para ambas as condições estão listadas na Tabela 8 abaixo. Conforme 

esperado, há taxas de resfriamento menores para a condição de maior aporte térmico. 

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

Junta 

Soldada 
0 mm 2 mm  4 mm 

Maior aporte 41,2 ºC/s 40,6 ºC/s 39,2 ºC/s 

Menor aporte 42,7 ºC/s 42,4 ºC/s 41,9 ºC/s 

Fonte: O Autor, 2019 

Em relação à superfície do material, observa-se que o local geométrico de 

maior temperatura é dado em uma certa profundidade da superfície, ilustrado na 

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

composta de uma localização de máxima temperatura, proveniente do calor de 

dissipação viscosa e do calor de atrito. Tal região nem sempre é encontrada na 

superfície do material, sendo muitas vezes encontrada em regiões abaixo da 

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

Figura 37 - Resultado de simulação considerando uma condição de maior aporte térmico, 
evidenciando a localização da região de máxima temperatura na superfície do corpo-de-prova. 

 
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 aço API 5L-X65 

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

trabalho. Uma explicação para isso é a utilização de maiores valores de velocidade 

rotacionais e força axial, consequentemente contribuindo para maiores valores de 

aportes térmicos. 
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Figura 38 - Aquisição de temperaturas para o FSW  do aço X65. 

 

Fonte: Norton (2006) 

Adicionalmente, temperaturas na superfície inferior do corpo de prova, 

atingiram valores aproximados de 1000ºC. Pode-se observar que os termopares dos 

canais 4, 5 e 6 no trabalho citado anteriormente sofreram intervenção da ferramenta 

durante a aquisição. O formato da curva de aquisição é similar ao obtido neste 

trabalho. Principalmente, para as aquisições de temperaturas simuladas nas 

distâncias mais próximas à junta, localizadas a 0, 2 e 4 mm. Para estas aquisições, 

próximas a ferramenta, é necessário reforçar que a linha de aquisição de temperatura 

toca a ferramenta. Logo, pode-se observar o formato característico de interferência 

ocasionada pela passagem da ferramenta.  

Norton (2006) ainda enfatiza a necessidade de se utilizar modelos 

computacionais para previsão de temperaturas em distâncias próximas à linha de 

solda, algo que pode facilitar e ajudar no entendimento dos fatores termodinâmicos 

que ocorrem durante o FSW de um modo mais simples. 

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

utilizadas para a modelagem numérica. 

Múltiplos trabalhos, tais como os de Khandkar, Khan & Reynolds (2003); 

Schmidt & Hattel (2008); Nandan, Debroy, & Bhadeshia (2008) têm creditado as 

diferenças entre as temperaturas obtidas de modo experimental e as obtidas 

numericamente devido à dificuldade de se encontrar um valor de coeficiente 

convectivo experimental categórico para a interface entre a peça de trabalho/placa de 

suporte. Esse fato faz com que as simulações numéricas ainda precisem ser 
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constantemente ajustadas de acordo com os valores de temperaturas de referências 

que foram registradas durante o experimento. Schmidt e Hattel (2008) concluíram que 

se pode obter uma concordância razoável com pequenos ajustes nos valores destes 

coeficientes. Entretanto, os mesmos autores concluíram 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 parâmetros termodinâmicos que podem conferir uma maior incerteza na 

obtenção dos resultados são o emprego de um coeficiente de atrito apropriado (𝜇𝑓) e 

a obtenção de um valor adequado para o coeficiente de acoplamento (𝛿). A variação 

dos valores do coeficiente de acoplamento em função da distância radial do eixo da 

ferramenta é apresentada na Figura 39. Aparentemente, este valor é bem variado, 

como é ilustrado pelos trabalhos de Cho et al (2013) e Nandan et al (2007), que 

utilizaram 𝛿0 = 0,4. Avila et al (2018) utilizaram 𝛿 = 0,7, entretanto Hoyos et al (2016) 

utilizaram o valor de 0,3. A utilização de valores desse coeficiente ainda parece 

bastante convencional, todavia variável, requerendo estudos mais dedicados ao 

emprego desta grandeza. 

Figura 39 - Variação dos valores de δ e em função da distância radial entre a ferramenta e o corpo de 
prova. 

 

Fonte: Adaptado de Cho et al (2013). 

De acordo com Schmidt e Hattel (2005), quando a pressão axial 𝜏𝑎𝑥𝑖𝑎𝑙 = 𝜏𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜 

não é maior que a tensão de escoamento ao cisalhamento do material 𝜏𝑒, ou seja 

𝜏𝑐𝑜𝑛𝑡𝑎𝑡𝑜 <  𝜏𝑒, o valor de 𝛿 deve ser nulo. Este valor reside no fato de que para 
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materiais com elevadas tensões cisalhantes de escoamento (𝜎𝑒), tais como em aços 

e ligas ferrosas, ligas de titânio, ligas de níquel, os mecanismos de geração de calor 

são preponderantemente friccionais. Por outro lado, as ligas de baixa tensões de 

escoamento (materiais mais dúcteis), como Al, Cu, Mg e Zn, os mecanismos de 

gerações de calor são mais viscoplásticos que nos materiais anteriores. O que se 

observa, de uma maneira geral, é que as temperaturas máximas são menores quando 

se aumentam os valores de 𝛿0, enquanto que as taxas de resfriamento são 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 geração 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 relação ao coeficiente de atrito, Nandan, Debroy & Bhadeshia (2008) 

concluíram que na maioria das vezes a determinação deste valor de forma 

experimental se torna extremamente dificultosa para os materiais em questão por 

conta da montagem experimental para o FSW. A variação de 𝜇𝑓 com relação a 

distância radial do centro da ferramenta pode ser encontrada na Figura 40. 

Novamente, não parece haver concordância 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 𝜇𝑓 = 0,3 e Cho et al (2013) optaram por utilizar o valor de 𝜇0 = 0,4 como 

fixo e variar o valor de 𝜇𝑓 como função da temperatura e velocidade relativa entre a 

ferramenta e o corpo de prova.  
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Figura 40 - Variação dos valores de 𝜇𝑓 em função da distância radial entre a ferramenta e o corpo de 

prova. 

 

Fonte: Adaptado de Cho et al (2013) 

Valores como os citados são convenções que necessitam serem adotadas para 

simplificar a modelagem numérica dos arranjos experimentais. Como Meyghani et al 

(2017) sugerem, há necessidade de se conduzir uma quantidade maior de estudos 

que sejam mais profundos em relacionar a dependência dos valores de ambos 

coeficientes citados com relação à temperatura do material no momento da soldagem. 

Os autores ainda destacam que encontrar, ou definir, o valor de 𝜇𝑓 é ainda de maior 

importância, pois esta grandeza exerce grande influência nos valores de temperaturas 

máximas encontradas nas simulações numéricas, uma vez que a fonte de calor tem 

intensidade diretamente proporcional a este. Entretanto, a definição de valores 

precisos de coeficientes de atrito e coeficientes convectivos mostra-se como sendo 

de extrema complexidade, uma vez que estes valores dependem da interação 

coulombiana entre o corpo de prova e a ferramenta, que por sua vez dependem das 

condições ambientes e de temperatura. 

Para os valores dos coeficientes convectivos, sabe-se que a mais apropriada 

determinação dos valores destes varia de modo mais predominante. Primeiramente, 

há opção de se modelar o processamento via FSW com a presença ou ausência dos 

apoios dos corpos de prova (“backing plate”). Khandkar, Khan & Reynolds (2003) 

obtiveram que um valor de coeficiente convectivo de 1000 Wm-2K-1 torna-se razoável 

para se estimar as perdas térmicas de uma liga de alumínio AA 6061 quando não se 

utiliza um backing plate. Entretanto, os mesmos autores concluíram que quando um 

backing plate de aço inox era utilizado os valores de temperatura eram melhores 
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correlacionados e previstos se um coeficiente de 5000 Wm-2K-1 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 não 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, Idagawa & Ramirez (2014), 

trabalhando com aço inoxidável duplex S32205, utilizaram valores variados para estes 

coeficientes, sendo o coeficiente relativo à resistência térmica entre o backing e o 

corpo de prova ℎ𝑏𝑤 = 750 Wm-2K-1, e ainda outro coeficiente entre a superfície inferior 

do backing e a mesa de apoio da central de FSW com um valor de 2000 Wm-2K-1. Para 

Nandan, Debroy & Bhadeshia (2008) tais valores ainda podem variar entre 1000 a 

10000 Wm-2K-1, dependendo da configuração experimental de soldagem. É possível 

também trabalhar com valores menores que os apresentados acima. Utilizando um 

modelo puramente térmico, Cho et al (2013) trabalharam com valores de 50 Wm-2K-1 

entre as interfaces do corpo de prova e o apoio cerâmico, simulando ciclos térmicos 

para um aço inoxidável ferrítico 409, obtendo resultados de simulação 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 forças axiais mais 

altas (pressões 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 mecânicas da junta através da 

microestrutura. A difusividade térmica do backing acaba sendo um fator crítico durante 

o modelamento numérico para o FSW, como mostrado por alguns trabalhos 

anteriores. Alguns trabalhos preveem a utilização de diferentes tipos de backing para 

a soldagem de diferentes materiais, exatamente pela diferença 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 variação de coeficientes 

convectivos em função da pressão axial, sendo estes valores distintos para melhor 

adequação com os dados experimentais e referências já citadas. Em condições com 

maiores pressões normais, os valores de coeficientes convectivos do contato entre o 

backing plate e o corpo de prova são geralmente adotados entre 800 a 5000 Wm-2K-1 

(NANDAN, DEBROY e BHADESHIA, 2008). Valores na ordem de 103 a 104 Wm-2K-1 
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foram testados e resultados condizentes com a literatura foram obtidos. De modo 

contrário, valores de 10 a 102 Wm-2K-1 foram utilizados para as simulações com 

menores pressões axiais. A justificativa para diferentes valores de coeficientes 

convectivos se dá devido ao acoplamento do corpo de prova com o apoio cerâmico. 

Para maiores valores de pressão normal, espera-se que o material esteja mais unido 

ao backing, originando uma superfície inferior mais adiabática e, deste modo, retendo 

mais calor para o corpo de prova. Entretanto, a utilização de valores elevados de 

forças axiais pode danificar a ferramenta e prejudicar a soldagem. 

A implementação de um modelo com coeficientes convectivos de valores 

obtidos experimentalmente se torna de fundamental importância, uma vez que estes 

determinam a taxa de resfriamento no interior e na superfície inferior do material, 

influenciando a microestrutura obtida após a soldagem. É interessante observar que, 

de acordo com a Figura 41, os valores máximos de temperaturas não são 

radicalmente alterados em função do coeficiente convectivo do backing plate.  

Figura 41 - Gráfico de temperaturas máximas ao se variar o coeficiente de convecção no lado inferior 
do material. 

  

Fonte: Khandkar, Khan & Reynolds (2003) 

Uma explicação para isso é que as temperaturas mais elevadas são mais 

regularmente encontradas na superfície superior do material em contato com a 

ferramenta. Neste ponto, elevados valores de coeficientes convectivos não teriam 

efeito significativo em diminuir a temperatura pico de modo sensível e notável.  

Outra consideração a ser feita é a espessura do corpo de prova. Para maiores 

espessuras, as alterações dos valores de temperaturas máximas simuladas não 

sofrem com mudanças significativa dos coeficientes devido à distância entre as 

superfícies superior (exposta à 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 características 

geométricas. Este fato oferece uma vantagem na economia de tempo de simulação e 

consideração, ao estabelecermos as condições de contorno para o modelo numérico 

em diferentes espessuras de corpo de prova. 

Nas previsões de temperaturas mais próximas ao apoio cerâmico, estes valores 

diferentes de coeficientes convectivos tornam-se mais determinantes. Simar et al 

(2006) desenvolveram simulações através de um modelo que possuía a condutância 

da superfície inferior variada sob 3 condições diferentes, conforme abaixo e exposto 

na Figura 43: 

• 1ª condição: adiabática, sem apoio cerâmico (menor valor de 

convecção); 

• 2ª condição: contato perfeito entre toda a superfície inferior do corpo de 

prova e o apoio; 

• 3ª condição: contato perfeito somente na região inferior à linha de solda 

que corresponde ao tamanho e à localização da pressão axial. 

O gráfico da Figura 42 ilustra que para menores valores de coeficientes 

convectivos, os valores de temperatura máximas para regiões inferiores são maiores 

que nas outras simulações onde se considerou maiores valores destes coeficientes. 

Deste modo, é possível observar que uma subestimação dos valores destes fatores 

convectivos leva a uma superestimação nos valores de temperatura máximas para 

regiões mais próximas ao apoio cerâmico. De modo contrário, uma superestimação 

dos valores das perdas convectivas leva a uma subestimação das temperaturas de 

pico na região citada anteriormente. 

Figura 42 - Temperaturas máximas para múltiplas condições de contato considerando o valor do 
coeficiente de contato, aqui representado por 𝛾. 

 

Fonte: Adaptado de Simar et al (2006) 
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A confiabilidade de modelos numéricos pode ser aprimorada caso seja possível 

determinar os valores desses coeficientes, uma vez que uma quantidade significativa 

de trabalhos envolvendo a temática de simulação numérica obtiveram êxito em 

estabelecer importantes relações termodinâmicas existentes no FSW. 

Simulações mais expressivas podem ser desenvolvidas se os valores de 

constantes físicas, tais como coeficiente de atrito e coeficientes convectivos forem 

determinados a partir de aquisições de extensos resultados experimentais, 

conduzidos em várias localizações na peça de trabalho. 

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

Novamente, para a junta de menor aporte térmico pode-se notar a presença de 

uma região na superfície com maiores temperaturas do que no resto do material 

processado, e a sua localização é registrada do lado anterior a ferramenta e contrário 

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

Figura 43 - Resultado de simulação de FSW considerando uma condição fria, evidenciando um ponto 
de temperatura máxima na superfície do material. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

A Figura 44 apresenta uma sobreposição da condição simulada de maior aporte 

térmico e uma macrografia do X80, ressaltando a semelhança entre as zonas 

macrográficas e o perfil térmico. Observa-se uma boa concordância da região 

ocupada previamente pelo pino, caracterizando a zona misturada, bem como a 

extensão da zona termicamente afetada.  
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Figura 44 - Ilustração comparativa entre a macrografia do X80 e a ferramenta simulada, considerando 
a condição mais quente. Adaptada de Hermenegildo et al (2018). 

 

Fonte: O Autor, 2019 

  

Novamente, faz-se necessário 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, 

está relacionado à obtenção de menores temperaturas na superfície inferior do pino 

devido à pouca contribuição de escoamento plástico nas fronteiras mais inferiores e 

frontais nesta porção da ferramenta, evidenciando aspectos e considerações que são 

mais próximos às condições reais de arranjo experimental. 

Figura 45 - Perfil de temperaturas do material ao se utilizar de uma fonte de calor volumétrica para as 
regiões do pino. Condição de simulação: Junta de maior aporte térmico. 

 

Fonte: O Autor, 2019. 

Portanto, para o atual trabalho, o efeito de se utilizar uma fonte térmica 

volumétrica nas regiões do pino é justamente para que haja uma compensação 

térmica do calor gerado por dissipação viscosa, sem que necessariamente 

utilizássemos mais condições de contorno ou de estimativas de valores experimentais 

(SCHMIDT e HATTEL, 2005). Obtendo, portanto, perfis térmicos diferentes daqueles 
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que 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 
regiões do pino. Condição de simulação: Junta de maior aporte térmico. 

 

Fonte: O Autor, 2019. 

Como visto de forma comparativa das Figuras 45 e 46, a escolha de uma fonte 

volumétrica para a região inferior da ferramenta faz com que a distribuição 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 plástico pode auxiliar no desenvolvimento 

e otimização de ferramentas que proporcionem uma melhor soldabilidade para cada 

material. A partir da modelagem computacional do fluxo de material, informações 

como velocidade periférica, taxa de deformação, viscosidade e temperatura podem 

fornecer informações para o projeto de ferramentas com diferentes formatos.

 Porém, a utilização da modelagem do fluxo de material viscoso visando a 

obtenção de otimização de previsões de microestruturas não aparenta ter aplicações 

práticas para materiais que geram calor na junta predominantemente por atrito 

(NANDAN, DEBROY e BHADESHIA, 2008). 

Deste modo, podemos observar que o emprego de simulações numéricas 

essencialmente térmicas, para o X80 pode resultar na obtenção de resultados de um 

modo mais rápido, direto e intuitivo. Trabalhos anteriores preveem que o ganho 

operacional seja de até 30%, em relação as estimativas numéricas por modelagem 

CFD (SCHMIDT e HATTEL, 2008)  

De fato, os resultados da modelagem computacional sugerem que virtualmente 

há pouca diferença entre as condições simuladas com o modelo puramente térmico e 
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as simuladas com o modelo em CFD. Entretanto, há algumas sutilezas que são 

notáveis entre as simulações, as quais são abordadas em seções posteriores deste 

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

CFD também desenvolvido neste trabalho. 

Figura 47 - História térmica de uma simulação CFD de soldagem por atrito nas juntas de X80 

-condição de menor aporte térmico. 

  

Fonte: O Autor, 2019. 

Comparativamente, utilizando-se a modelagem CFD, observam-se 

temperaturas previstas maiores em regiões mais próximas à linha central. Uma 

explicação para este fato é que há uma contribuição adicional de calor relativa ao 

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

condições de simulação do modelo MPT. A Tabela 9 ilustra os valores de temperatura 

prevista para cada um dos termopares “numéricos”. 

Tabela 9 - Temperaturas simuladas utilizando a abordagem CFD. para distâncias próximas à linha de 
soldagem. 

Condição de 

soldagem 

Modelo 

utilizado 
0 mm 2 mm  4 mm 

Maior aporte 

simultada 

CFD 1230 ºC /  1220 ºC /  1180 ºC /  

MPT 1222 ºC 1215 ºC 1159 ºC 

Menor aporte 

simulada 

CFD 1124 ºC /  1116 ºC /  1047 ºC /  

MPT 1114 ºC 1106 ºC 1041 ºC 

Fonte: O Autor, 2019. 

Ao verificar isso, é possível observar que as temperaturas máximas obtidas não 

são tão diferentes do modelo puramente térmico feito anteriormente. Uma razão disso 

acontecer é devido à baixa dissipação viscosa do material ao ser processado. Esta 
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baixa dissipação viscosa é influenciada pelo escoamento viscoplástico do material ao 

redor do pino. Essa premissa está conectada ao fato de que vários trabalhos estimam 

que a contribuição de calor relacionado ao escoamento viscoso originado na 

soldagem em aços não contribui significativamente para a obtenção de maiores perfis 

de temperaturas na soldagem deste material.  

4.2 Distribuição de temperaturas na ferramenta 

A simulação numérica permitiu ainda verificar os valores de temperaturas 

estimadas em diferentes regiões da ferramenta, em múltiplas condições de aporte 

térmico. A análise da distribuição de temperaturas na ferramenta ajuda a prever a 

estabilidade térmica desta. Através da sua distribuição de temperatura, focou-se em 

isolar o pino e uma parte do ombro para um estudo mais detalhado das interações do 

material com a ferramenta durante a soldagem. 

4.2.1 Temperaturas máximas e mínimas e suas respectivas localizações na 

ferramenta. 

Na Figura 48 e Figura 49, pode-se observar que as regiões onde se localizam 

as isotermas de maior temperatura estão localizadas no lado anterior à ferramenta, 

de sentido contrário à direção de soldagem. Este resultado está 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 estão localizadas em regiões anteriores à movimentação da ferramenta, 

coincidindo assim com a localização de máxima temperatura na ferramenta. Por sua 

vez, as temperaturas mais frias estão localizadas em regiões posteriores a ferramenta, 

coincidindo com a localização de material mais frio.  
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Figura 48 - Distribuição de temperaturas superficiais da ferramenta, considerando a condição mais 
quente de aporte térmico. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

A explicação disso acontecer pode ser dada de forma similar àquela dada para 

a porção de material processado. 

Figura 49 - Distribuição de temperaturas superficiais da ferramenta, considerando a condição mais 
quente de aporte térmico. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

 As regiões da ferramenta que estão em temperatura mais elevada tendem ao 

equilíbrio térmico com o material processado ao longo da soldagem. Uma razão disso 

é a elevada diferença entre os coeficientes de condutividade térmica de ambos 

materiais, tanto PCBN quanto o X80. Múltiplos trabalhos confirmam 

experimentalmente que de acordo com a Equação 20, à aproximadamente 1270 ºC, 

o fluxo estimado de calor transmitido para o material é 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; ÇAM, 2011; CHO et al, 2013; ZYBIN et al, 2018; MEHDI e 

MISHRA, 2019). Algo que originaria uma retenção de calor para a ferramenta. Deste 

modo, um modelo computacional bem ajustado e parametrizado, assim como o deste 

trabalho, seria extremamente útil na previsão de temperaturas e condições críticas 

para o desempenho e manutenção da ferramenta. A Figura 49  é resultado da 

distribuição superficial de temperaturas para a condição mais quente simulada. 

Verifica-se que, a partir do equilíbrio térmico as temperaturas encontradas na 

ferramenta são ainda superiores às encontradas na superfície do material. Isso 

também pode ser justificado pela Equação 20, salientando que há uma retenção de 

calor para a ferramenta durante a soldagem. 

Em trabalhos anteriores, tal como o de Dialami, Cervera & Chiumenti (2019) e 

Çam (2017), pode-se constatar que a inclinação do pino possui um efeito significativo 

na geração de calor. Para aumentar a potencialidade de mistura de materiais, durante 

a soldagem de ligas não ferrosas, a ferramenta pode ser inserida no material com um 

ângulo de inclinação, que varia entre 1º a 5ºC. Essa variação de inclinação aumenta 

o fluxo de material ao redor da ferramenta, elevando a contribuição de calor pela 

dissipação viscosa do material. Isso faz com que haja uma redistribuição de calor na 

junta soldada, pois a angulação altera a área de contato da ferramenta com o corpo 

de prova. Portanto esta variável, exerce efeito na distribuição de temperaturas e no 

fluxo de material durante a soldagem. Entretanto, nas juntas de FSW de aços com 

baixo teor de carbono, e neste trabalho especialmente para o X80. não há a 

necessidade de tal inclinação devido a grande contribuição de calor oriundo do 

mecanismo de geração por atrito, sendo o ombro a principal característica geométrica 

da ferramenta responsável pela geração de calor. Se alterarmos este valor de 

inclinação, o mecanismo de geração de calor por atrito não será suficientemente 

grande para promover o aquecimento do material, nem tampouco será significante a 

contribuição de calor viscosa do material. Logo, defeitos ligados a vazios, poros e 

inclusões (oriundas da ferramenta), bem como a fratura e consequente inutilização da 

ferramenta podem se fazer presente ao final da soldagem. Deste modo, podemos 

concluir que uma ferramenta inserida com 0º de inclinação em relação ao seu eixo 

axial promove um máximo 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 útil ainda para prever a 

distribuição de temperaturas na ferramenta devido à dificuldade de se medir 

propriamente a temperatura da ferramenta no momento da soldagem. Em muitos 

equipamentos de FSW o registro de temperaturas da ferramenta é feito via termopar 

acoplado à estrutura do ombro. Esta configuração de acoplamento, entretanto, não 

consegue registrar de forma exata e simultânea a temperatura da ferramenta durante 

a soldagem, devido às interferências de contato que existem entre o material e o corpo 

de prova.  

O MPT foi utilizado para simular as distribuições de temperatura superficiais e 

internas da ferramenta. Estima-se que essa distribuição de temperaturas na porção 

lateral do pino, podendo ser observada na Figura 49, seja ocasionada pelo fluxo de 

material que passa por essa região, durante a soldagem. No lado de avanço, o fluxo 

de material é mais intenso do que no lado de retrocesso da ferramenta no momento 

do processamento. Entretanto, a transferência (escoamento) de material ocorre mais 

em direção ao lado de retrocesso do que para o lado de avanço, gerando, por vezes, 

uma reversibilidade de fluxo no lado de avanço, formando/originando uma zona de 

estagnação (fluxo estagnado), ilustrado na Figura 50, em regiões inferiores da ZM 

próximas à ferramenta (CUI et al, 2018).  

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

 

Fonte: Adaptado de Nandan et al (2007) 

É possível demonstrar isso através do desalinhamento e deslocamento de 

marcadores metálicos que podem ser incluídos em regiões próximas às linhas de 

centro (LIU e NELSON, 2016)  
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A Figura 51 mostra porções do ombro da ferramenta que estão a 870ºC, 

salientando que a porção mais periférica do ombro ao lado direito, está em contato 

com o material mais frio e, por isso, há uma região de temperaturas mais fria em 

porções da ferramenta onde não se esperavam. 

Figura 51 - Distribuição das isotermas na ferramenta, considerando a condição mais quente. Vista 
inferior / traseira. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

4.3 Aquisição de temperaturas no modelo CFD 

Enquanto a abordagem térmica trata diretamente da influência dos aspectos 

friccionais durante o FSW, a abordagem fluidodinâmica trata de questões mais 

voltadas para a dissipação de energia por viscosidade do material e sua consequente 

taxa de deformação durante o processo de soldagem. 

Nas Figuras 52 e 53 a seguir, pode-se observar a diferença de temperaturas 

máximas obtidas para o modelo CFD, em ambas condições de aporte térmico (quente 

e frio). É possível notar que o modelo CFD prevê uma temperatura superficial 

ligeiramente maior comparado ao modelo puramente térmico. Isto acontece devido a 

contribuição de dissipação viscosa presente, a qual acrescenta um termo de geração 

de calor para a junta soldada. 

O modelo CFD pode ser utilizado para a previsão de velocidades e viscosidade 

do material simulado. Adicionalmente, este modelo ainda pode ser utilizado para a 

visualização do escoamento de material ao redor da ferramenta e das temperaturas 

na ferramenta, como mostrado na Figura 52, auxiliando na compreensão da 

localização das falhas de fluxo e retenções de material. As diferenças representadas 
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na Figura 52 e na Figura 53 são devidas as particularidades entre as fontes de 

dissipação viscosas e constantes de viscosidades do material. 

Figura 52 - Distribuição de isotermas na regiões do pino e do ombro para o modelo CFD. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

Entretanto, pode-se visualizar que a distribuição de temperaturas na ferramenta 

para o modelo CFD, na Figura 52, é diferente daquela registrada anteriormente na 

Figura 49, fazendo com que as isotermas se concentrem mais ao redor do pino. Uma 

explicação para esta diferença provém da contribuição térmica ligada à viscosidade 

do material, fazendo com que a contribuição térmica adicional dada pelo fluxo de 

material se concentre mais na parte da ferramenta que mais efetivamente mistura o 

material. 

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

 

Fonte: O Autor, 2019 

Identifica-se um pequeno aumento de temperatura máxima entre os resultados 

do MPT (1235 ºC) e o modelo CFD (1238 ºC). Entretanto, tal diferença é de somente 

0,244%. Enfatiza-se então mais uma vez o caráter mais friccional do que viscoso para 

este material, durante o processamento FSW, uma vez que não há diferenças 
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significativas de previsão de temperaturas utilizando modelos numéricos com 

abordagens diferentes.  

Na Figura 54, pode-se visualizar a distribuição de temperaturas superficiais 

simuladas para a condição mais quente. Para esta condição, observa-se também um 

ponto de maior temperatura superficial, o qual está 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 - Distribuição de temperaturas superficiais para o modelo CFD - condição de junta de maior 
aporte térmico. 

 

Fonte: O Autor, 2019 

Adicionalmente, a distribuição das isotermas mostradas na Figura 55 para a 

simulação CFD da junta com menor aporte estão em acordo com os trabalhos já 

citados (NANDAN et al, 2007; NANDAN, LIENERT e DEBROY, 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 inserção 

do pino, mesmo permanecendo na linha de central da junta. Uma interpretação para 

isso é devido a concentração de fluxo térmico proveniente da contribuição viscosa, 

contribuindo para que a contribuição de fluxo de material leve a um deslocamento do 

ponto de maior temperatura a se deslocar para regiões mais próximas ao pino da 

ferramenta. Poderíamos admitir que este deslocamento será tão próximo ao pino 

quanto maior for a contribuição de dissipação viscosa do material processado via 

FSW. 
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Figura 55 - Distribuição de isotermas para a simulação CFD considerando uma condição de menor 
aporte térmico. 

 

Fonte: O autor, 2019 

Na Figura 56 pode-se notar que o perfil de temperatura se redistribui para uma 

configuração de menores temperatura em algumas porções inferiores na frente do 

pino. Essa distribuição se deve à viscosidade do fluido que é elevada na parte frontal 

da ferramenta, originando assim uma região com pouca deformação e, 

consequentemente, pouca contribuição de dissipação viscosa. 

Figura 56 - Perfil de simetria isotérmico no modelo CFD para a condição de menor aporte térmico. 

 

Fonte: O autor, 2019. 

Como pode-se observar na Figura 57, o modelo CFD tem a potencialidade de 

se estimar as taxas de deformação do material que escoa ao redor da ferramenta. 

Entretanto, tal modelo se torna mais computacionalmente dispendioso devido à 

inserção do módulo de mecânica dos fluidos, requerendo cálculos computacionais 
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extras para solucionar as equações de continuidade de fluxo. Até o presente 

momento, o 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 deformação em um plano a 10 mm da 
superfície inferior.  

 

Fonte: O autor, 2019 

Valores de taxa de deformação encontrados para este material estão 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 deformação se 

encontravam entre 104 e 103 em regiões mais próximas e periféricas da ferramenta.  

A Figura 58 ilustra a taxa de deformação superficial do material para 

localizações ao redor do pino. Pode-se observar que as porções do material mais 

sujeitas à deformação são justamente as regiões mais frontais da ferramenta, nas 

quais os maiores valores de taxa de deformação estão localizadas no contato inicial 

entra a ferramenta e o material. Paralelamente, segundo ainda Fairchild et al (2009), 

o lado de avanço da ferramenta é mais susceptível à formação de defeitos em 

comparação com outras regiões do cordão. As velocidades de soldagem também 

influenciam no campo de velocidades relativas de material ao redor da ferramenta. 

Mudanças nas taxas de viscosidade e taxas de deformação geram a assimetria entre 

o lado de avanço e o lado de retrocesso, afetando os mecanismos de geração de 

calor. 
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Figura 58 - Taxa de deformação para seções superficiais do material. Os maiores valores de 
deformação efetiva estão localizados para regiões mais à frente do pino. 

 
Fonte: O autor, 2019 

Apesar da vantagem de obtenção de curvas de fluxo e velocidade de material 

na utilização deste modelo, os modelos CFD ainda necessitam de dados 

experimentais que são difíceis de se estimar.  

Estes resultados confirmam o potencial deste trabalho para estimar 

temperaturas e analisar condições de soldagem que são críticas para o desempenho 

mecânico das juntas processadas por FSW. Como consequência, o modelo 

puramente térmico pode ser utilizado para analisar condições dentro da janela de 

processos de soldagem 
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5 CONCLUSÃO 

 O trabalho propõe modelos numéricos visando a obtenção de temperaturas 

picos, ciclos térmicos e taxas de resfriamento e repartição térmica para 

condições de soldagem multivariáveis das juntas soldadas do aço API 5L-X80 

via FSW. 

 Apesar da dificuldade de encontrar valores precisos para os coeficientes 

convectivos, coeficientes de atrito e constantes experimentais, o modelo 

térmico apresentou concordância consistente com os valores experimentais de 

temperatura e com as temperaturas máximas previstas para as proximidades 

da linha de solda.  

 O modelo puramente térmico do X80 apresenta-se como uma alternativa viável 

à modelagem dinâmica de fluido computacional e de mecânica dos sólidos, 

visto que as simplificações e considerações de simetria do modelo atual 

contribui para que haja um processamento computacional mais breve sem que 

haja perda de informações e/ou respostas relevantes da integridade do material 

durante o processamento.  

 A modelagem de dinâmica de fluido computacional também ofereceu dados 

relevantes ao estudo das condições 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 deformação do material.  

 A simulação permitiu a previsão de temperaturas em regiões as quais a 

ferramenta interferiu na aquisição de temperatura, exibindo o formato 

característico de interferência de aquisição de temperatura.  

 O modelo também se mostrou ser uma abordagem rápida e direta para estudar 

e compreender os fenômenos térmicos ocorridos no FSW do API 5L-X80. 

 Melhor compreensão dos ciclos térmicos do processamento FSW e sua 

associação com as propriedades mecânicas do material.  

 Todavia, para as posições mais afastadas da linha de soldagem houveram 

discrepâncias de valores de temperaturas obtidos. Isto pode ser explicado 

pelas diferenças de contato - entre porções da ferramenta e o corpo de prova - 

nas simulações e no arranjo experimental. 
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6 SUGESTÕES PARA TRABALHOS FUTUROS  

• Elaboração de um modelo com abordagem de mecânica dos sólidos para 

avaliação e estudo de tensão residual nos corpos de prova. 

• Estudo e avaliação do desgaste e distribuição de calor, e sua consequente 

influência no desgaste, na ferramenta de FSW.  

• Aplicação do modelo em outras ligas ferrosas e posterior comparação e 

consequente validação de um modelo para múltiplos materiais. 

• Utilizar a junção de um modelo único para tratar de tensões residuais, fluxo de 

material e temperatura durante o FSW do X80. 

• Utilização de um modelo com abordagem dinâmica de fluido computacional, 

utilizando uma geometria sem condição de simetria, para previsão de 

microestruturas do X80 a partir de diferentes parâmetros. 

• Um modelo de acoplamento que trata simultaneamente contribuições 

complementares de cisalhamento e fricção, oferecendo uma abordagem 

computacional completa para o processamento de soldas API 5L-X80 via 

FSW.  
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