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RESUMO 

 

O processo de soldagem aluminotérmica de trilhos ferroviários (ATW - Aluminothermic Welding)  

é o mais utilizado em campo devido ao seu baixo custo e tempo de execução e aos seus 

equipamentos leves, que possibilitam mobilidade em comparação a outros processos de 

soldagem. Nos últimos anos, alguns modelos experimentais e numéricos foram desenvolvidos 

para o estudo da soldagem ATW. No entanto, a rapidez, a acuracidade e a metodologia usadas 

ainda são pontos que carecem de atenção. Além disso, um modelo que preencha gradualmente a 

região do gap para obtenção de resultados térmicos e mecânicos ainda não foi encontrado. Neste 

trabalho, um novo modelo numérico termoelastoplástico tridimensional do processo de soldagem 

aluminotérmica de trilho foi proposto. O objetivo principal foi desenvolver um modelo numérico 

para representar o processo de soldagem aluminotérmica de trilhos a fim de definir um conjunto 

de parâmetros que melhor caracterizem a distribuição das tensões residuais. Este modelo utiliza 

a técnica Element Birth and Death (EBD) com o software Ansys®, para simular o preenchimento 

da região de vazamento pelo metal de adição. Foram considerados os fenômenos térmicos e 

mecânicos em todas as etapas de um processo convencional de soldagem de trilhos ferroviários, 

assim como os efeitos das transformações de fase do material durante o processo. Primeiramente, 

a validação do modelo proposto foi feita com dados experimentais e numéricos de trabalhos 

disponíveis na literatura para trilhos do tipo UIC60. Então, o modelo validado foi aplicado na 

simulação de soldagem de um trilho do tipo TR68, e para este foram alterados os parâmetros mais 

comuns neste processo de soldagem (gap e tempo de preaquecimento). Logo em seguida, uma 

segunda aplicação utilizando o trilho TR57 foi desenvolvida com o modelo, a fim de entender 

quais os efeitos nas tensões residuais com a mudança das propriedades mecânicas do material, de 

convencional para microligado. Todas as condições foram típicas de uma estrada de ferro Heavy 

Haul. Os resultados obtidos mostram a aplicabilidade da técnica EBD para a caracterização 

efetiva dos efeitos termomecânicos envolvidos e para o cálculo das tensões residuais resultantes 

do processo de soldagem em trilhos ferroviários. Foi possível simular o processo ATW com o 

modelo proposto utilizando significativamente menos elementos que alguns modelos numéricos 

semelhantes disponíveis na literatura, e com menos recursos computacionais. Na variação do gap 

com o trilho TR68 observou-se que as tensões residuais para o caso de 25 mm correspondem 

melhor ao padrão das tensões medidas em campo, confirmando dados da literatura. Tal conclusão 

depreende-se do fato de que leva a tensões residuais de magnitude menores dentre as alternativas 

estudadas, principalmente no caso das tensões residuais verticais. Outra característica interessante 

foi que as tensões residuais para o gap de 40 mm apresentam os maiores valores de tensões. Na 

variação do tempo de preaquecimento no mesmo tipo de trilho, não foram detectadas mudanças 

significativas nas tensões residuais obtidas. Pode-se concluir que mesmo com um tempo menor, 

entre 4 e 7 min, as tensões residuais estarão dentro padrão comum de campo de acordo com a 

literatura. Por fim ao comparar a mudança do tipo de aço utilizado para os trilhos TR57, o 

emprego do aço microligado proporcionou um aumento na intensidade em grande parte das 

tensões residuais. O resultado mostrou que tensões de tração são mais intensas em todo o trilho, 

embora a diferença não seja tão significativa na base do patim.  Portanto, o modelo numérico 

demonstrou ser aplicável para o estudo do processo de soldagem ATW de trilhos ferroviários. 

Além disso, toda metodologia desenvolvida mostrou-se viável para uso aplicado, o que justifica 

ser esta a principal contribuição dessa tese de doutoramento. 

 

Palavra-chave: Soldagem Aluminotérmica, Métodos Elementos Finitos, Temperatura, Tensão 

Residual, Ferrovia 

 



ABSTRACT 

 

The aluminothermic welding process (ATW) of rail tracks is the most used in the field due to its 

low cost, execution time, and light equipment. In recent years, some experimental and numerical 

models have been developed to study ATW. However, speed, precision and the methodology used 

is still a point that is lacking in observation. Additionally, a model can be implemented gradually 

in the region for thermal and mechanical results not found. In this work, a new three-dimensional 

thermoelastoplastic numerical model of the ATW process is proposed. The main objective was to 

develop a numerical model to represent the entire assembly process of aluminothermic rails to 

define a set of parameters that characterize the distribution of residual stresses. This model uses 

the Element Birth and Death (EBD) technique with Ansys® software to accurately simulate filling 

the pouring region with filler metal. Thermal and mechanical phenomena were considered at all 

stages of a conventional rail assembly process, as well as the effects of material phase 

transformations during the process. The validation of the proposed model was carried out with 

experimental and numerical data from works available in the UIC60 rails. Then, the validate 

model was applied in the protection simulation of a rail of the type, where the TR68 rails 

parameters were changed more in this welding process (gap and preheating time). Afterward, an 

application using the TR57 rail was imposed on the model to understand the effects on the residual 

possibilities with the change in the mechanical property of the material, from conventional to 

microalloyed. All conditions are typical of a Heavy Haul railroad. The results obtained show the 

applicability of the EBD technique for the effective characterization of the thermomechanical 

effects involved and for the calculation of residual stresses resulting from the welding process on 

railroad tracks. It was possible to simulate the ATW process with the proposed model using 

significantly fewer elements than some similar numerical models available in the literature, and 

with less computational cost. In the variation of the gap with the TR68 rail, it was observed that 

the residual stresses for the case of 25 mm correspond better to the standard of stresses measured 

in the field, confirming data from the literature. This conclusion follows from the fact that this 

value leads to residual stresses of lower magnitude among the alternatives studied, especially in 

the case of vertical residual stresses. Another interesting feature was that the residual stresses for 

the 40 mm gap present the highest stress values. In the variation of the preheating time in the 

same type of rail, no significant changes were detected in the residual stresses obtained. It can be 

concluded that even with a shorter time, between 4 and 7 min, the residual stresses will be within 

the common field standard according to the literature. Finally, when comparing the change in the 

type of steel used for the TR57 rails, the use of microalloyed steel provided an increase in the 

intensity of most of the residual stresses. The result showed that tensile stresses are more intense 

in the head, although the difference is not so significant at the foot of the rail. Therefore, the 

numerical model proved to be applicable to the study of the ATW welding process of railroad 

tracks. Moreover, every methodology developed proved to be viable for applied use, which 

justifies this being the main contribution of this PhD thesis. 

 

KEYWORDS: Aluminothermic welding, Finite element method, Temperature field, Residual 

stress, Railway 
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ΔL é a variação do comprimento do corpo que sofreu a dilatação 

Δϵcreep é o incremento de deformação de creep 

Δϵel é o incremento de deformação elástica 

Δϵpl é o incremento de deformação plástica 

ΔϵT é o incremento de deformação térmica devido ao coeficiente de expansão térmica e a 

 mudança de fase 

Δϵtotal são os incrementos de deformação total   

Δϵvic é o incremento de deformação viscoelástica  

Δ𝑇 é a variação de temperatura 

εe
ij é a parcela de deformação elástica 

εij é a deformação total 

εij,kl , εkl,ij , εlj,ki , εki,lj representam as componentes da equação de compatibilidade para 

unicidade das funções de deslocamento e garantia de continuidade. 

εp
ij é a parcela de deformação plástica 

ϵT é a deformação térmica 

εth
ij  é a parcela de deformação térmica 

εth
ij é a parcela de deformação térmica 

ϵx, ϵy, ϵz são as deformações normais nas direções x, y e z 

λ é o multiplicador de plástico  

ν é coeficiente de Poisson 

ρ é a massa específica (kg m-3) 

σ é a constante de Stefan-Boltzmann (σ = 5.67 x 10-8 W m-2 K-4) 

σx, σy, σz  são as tensões normais nas direções x, y e z 

σy é o valor que representa a tensão de escoamento do material 

τxy, τyz, τzx são as tensões cisalhantes nos planos xy, yz e zx 

𝐶 é o módulo de encruamento cinemático 

𝑓𝑗 é o componente das forças no corpo 

𝛼 é o parâmetro de encruamento ou o salto de tensão (backstress) 

𝛼′ é o tensor de distorção de backstress 

𝜀𝑝𝑙 é a taxa de deformação equivalente 

𝜀𝑝𝑙𝑖 é a deformações plásticas no mesmo ponto 

𝜎′ é o tensor de distorção 

𝜎0 é a tensão de escoamento da superfície 

𝜎EVM é a tensão equivalente de Von Mises  

𝜎e𝑖𝑗 é o componente do tensor de tensões elásticas 



𝜎𝑖 é a tensão plásticas no mesmo ponto 

𝜎𝑖𝑗 ou 𝜎𝑖𝑗 é o componente do tensor de tensões 

𝜎𝑦0 é o limite de escoamento uniaxial do material 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



Abreviações 

 

ANTF - Associação Nacional dos Transportadores Ferroviários 

APDL  - Ansys  Parametric  Design  Language 

ATW - Aluminothermite Welding 

BNDES - Banco Nacional de Desenvolvimento Econômico e Social 

CNT - Confederação Nacional do Transporte 

CWR - Continuous Welded   Rails  

EBD - Element Birth and Death 

EFC - Estrada de Ferro Carajás  

EFMV - Estrada de Ferro Vitória Minas 

FBW - Flash Butt Welding 

FIOL - Ferrovia de Integração Oeste-Leste 

GEIA - Grupo Executivo da Indústria Automobilística 

GTAW - Gas-Shielded Tungsten Arc Welding 

IBGE - Instituto Brasileiro de Geografia e Estatística 

MEF - Método dos Elementos Finitos 

SMD - Shaped Metal Deposition 

TIG  - Tungsten Inert Gas 

VLT - Veículo Leve sobre Trilhos 
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1 Introdução 

A Ferrovia é um importante meio de transporte de carga em todo o mundo. Os países que 

possuem uma grande malha ferroviária, mesmo com ampla extensão territorial, conseguem uma 

circulação de mercadorias adequada, o que possibilita maior desenvolvimento econômico, que 

pode se refletir na redução do custo do transporte de produtos.  Diante dos modais disponíveis 

(aéreo, aquaviário, ferroviário e rodoviário) o uso de ferrovias é uma estratégia bem-sucedida 

adotada por vários países com grande extensão territorial, como mostra a Figura 1. Além da 

vantagem econômica evidente, pela quantidade de carga transportada por consumo de 

combustível, o setor também é conhecido por seu baixo nível de emissão de gases de efeito estufa 

e de material particulado (partículas muito finas de sólidos ou líquidos suspensos no ar). Isto 

representa uma oportunidade de ganhos ambientais, sustentabilidade e melhor eficiência 

energética para o país (CNT, 2020). No caso do Brasil, o modal predominante ainda é o 

rodoviário, de acordo com a Figura 1. 

 

Figura 1 - Comparação de matrizes de transporte de carga em países de mesmo porte territorial. 

Fonte: (ANTF, 2021). 

Grande parte do desenvolvimento no transporte rodoviário se deve a era de Getúlio 

Vargas (1930 a 1945) e ao governo Juscelino Kubitschek (1956 a 1961) com a criação do GEIA 

(Grupo Executivo da Indústria Automobilística), que regulamentou essa indústria logo no início 

do mandato. Com isso o setor ferroviário foi ignorado e sucateado. Por mais que existam recursos 

da iniciativa privada ou do capital externo para as ferrovias, o governo ainda não consegue dar 

conta do gerenciamento desses recursos, pois o grande volume de investimentos necessários para 

este setor implica na participação intensa do poder público. No Brasil, em meados de 1940, havia 

34.252 km de ferrovias.  Segundo a ANTF (2021) o país conta hoje com cerca de 29.291 km de 

extensão de trilhos distribuídos em 16 malhas ferroviárias, mostrando uma redução importante 

ocorrida nas últimas oito décadas. 

As vantagens da ferrovia em relação ao transporte rodoviário são inúmeras.  Quando 

comparado o setor ferroviário com o rodoviário, o transporte por via permanente é mais barato, 

rápido, polui menos e não congestiona estradas e cidades. Porém, o setor ferroviário requer 

elevados investimentos iniciais que dependem quase sempre do capital público e privado. Para se 

ter uma ideia dos altos investimentos necessários nessa malha, de acordo com o BNDES (2019),  
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o peso desse setor da infraestrutura respondeu por 40 % do montante total liberado pelo banco em 

2017. Esse montante foi direcionado para a capacitação da via permanente e material rodante. Os 

principais clientes do BNDES que aplicam esses recursos foram Rumo, MRS e VLI.  

O modal ferroviário não só movimenta o mercado, com o transporte de cargas, como 

também melhora o fluxo de pessoas. A mobilidade urbana pode ser ofertada em centros 

metropolitanos por meio de trens, metrôs e VLTs (Veículo Leve sobre Trilhos). Porém, durante 

o governo de Juscelino Kubitscheck a indústria automobilística ganhou incentivos fiscais, 

subsídios e isenções. Esses investimentos perpetuam até os governos atuais, como por exemplo o 

programa Rota 2030, decreto Nº 9.557, de 8 de novembro de 2018, que estabelece requisitos 

obrigatórios para a comercialização de veículos no país (BRASIL, 2018). Para esta medida foram 

necessários apenas cinco meses para ser aprovada pelo congresso nacional, enquanto por lá 

também tramitou por 17 anos a lei 12.587/2012 que escabece a política nacional de mobilidade 

urbana para municípios com mais de 20 mil habitantes (BRASIL, 2020). Isso mostra como a ideia 

da primazia do automóvel está enraizada no país. Um bom exemplo do efeito dessa cultura é a 

cidade de São Paulo. A cidade possui mais de 5,7 milhões de veículos (10 % da frota nacional) 

distribuídos em 12,2 milhões de habitantes o que gera 2,1 habitantes para cada carro, aumentando 

o engarrafamento em estradas, pistas, ruas ou avenidas da cidade (IBGE, 2020). 

Para evitar problemas característicos do setor rodoviário, o transporte ferroviário oferece 

estratégias de mobilidade urbana bastante competitivas. Os VLTs são um bom exemplo. 

Apelidados de bondes aqui no Brasil, eles são utilizados para o transporte de passageiros no 

Sudeste (VLT Carioca e da Baixada Santista) e no Nordeste (VLT do Cariri e Sobral no Ceará, 

dentre outros estados). Esse meio de transporte se popularizou na Europa por resolver problemas 

de mobilidade urbana. Para se ter uma ideia um VLT, que corresponderia à 600 passageiros, 

substituiria 480 automóveis e dez ônibus urbanos das cidades (ANPTRILHOS, 2020). Além 

disso, existem os trens e metrôs que também são boas alternativas em cidades populosas. Apesar 

de existirem trens de passageiros em algumas localidades do território nacional (Estrada de Ferro 

Vitória a Minas, EFVM, é um exemplo), o transporte ferroviário predominante no Brasil é o de 

carga (Heavy Haul), desde o início das concessões em 1996. 

No caso do transporte de carga por ferrovia, um bom exemplo do que está por vir no setor 

ferroviário é a concretização do corredor entre Mato Grosso e Pará (Ferrogrão ou EF-170) para a 

exportação de grãos, Figura 2. Com 933 km de extensão, a nova malha será essencial para o 

escoamento da produção de milho, soja e farelo de soja do estado do Mato Grosso. Mais de 70 % 

da safra de grãos mato-grossense é escoada para os portos de Santos (SP) e de Paranaguá (PR), 

(CNT, 2020). Com essa via férrea construída prevê-se que o tráfego da BR-163 (PA) seja 

diminuído; atualmente, boa parte do transporte é feito por caminhões pesados. Além disso, serão 

menores os custos com a conservação e a manutenção das rodovias destinadas para esse 

transporte. Outros projetos de ferrovias no brasil seguem em construção para reparar o erro 

histórico do abandono de inúmeras linhas ferroviárias ao longo das últimas décadas. Dentre os 

principais investimentos no setor pode-se destacar também a Ferrovia de integração Oeste-Leste 

(FIOL), FERROESTE e a Ferrovia Norte-Sul (MASSA, 2021). 
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Figura 2 - Exemplo de um trecho ferroviário (Ferrogrão) em construção no Brasil entre os 

estados de Mato Grosso e Pará, adaptado de (MASSA, 2021). 

1.1 Motivação 

Vista a importância da ferrovia para a melhoria do transporte de carga e de passageiros, 

é imperativo reforçar que esse setor ainda necessita de altos investimentos, em especial na via 

permanente. Este componente do sistema ferroviário é a estrutura necessária para suportar e 

movimentar cargas ferroviárias com confiabilidade, segurança e disponibilidade (STEFFLER, 

2013). É a via onde as composições ferroviárias trafegam.  

A estrutura completa é dividida em dois grandes subgrupos: infraestrutura e a 

superestrutura. A infraestrutura tem a função de drenagem, preservação do gabarito de via 

(dimensões características), transposição de relevo acidentado e para dar suporte à superestrutura. 

A superestrutura, por sua vez, tem como principal função captar as cargas das rodas ferroviárias 

e transmiti-las de maneira uniforme sobre a plataforma, como mostra a Figura 3a. Os trilhos, ao 

serem fixados nos dormentes pelos acessórios metálicos (grampos, placas de base, pinos, 

parafusos etc.), podem ser posicionados de acordo com a bitola da linha férrea da região. Bitola 

é a distância entre as faces internas dos trilhos. Existem bitolas dos tipos métrica (1000 mm), 

padrão (1435 mm) e larga (1600 mm), conforme mostra a Figura 3b. No Brasil é comum a 

utilização da bitola larga em novas vias ou naquelas que já possuem uma bitola definida, vindo 

daí o nome de bitola mista, conforme mostra a Figura 3c. 
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Figura 3 - Descrição dos componentes de uma via permanente: a) superestrutura de via 

permanente, b) Exemplos de bitolas: métrica (1000 mm), padrão (1435 mm) e larga (1600 mm) 

e c) exemplo de bitola mista, adaptado de (STEFFLER, 2013; BRASIL, 2022).  

Dentre os componentes citados na Figura 3, o trilho é o principal elemento da 

superestrutura. Este componente atua como viga principal de sustentação longitudinal e apoio às 

rodas. Por meio da trava e apoio nos dormentes ele dissipa uniformemente os esforços pelo lastro. 

O trilho é basicamente constituído de três regiões: boleto, alma e patim, conforme mostra a Figura 

4. Cada uma das regiões mostradas possui uma característica diferente. O boleto é a região 

responsável por receber a carga das rodas. A alma liga o boleto ao patim e a sua altura determina 

a inércia e, consequentemente, a resistência do perfil à carga por eixo. O patim transfere as cargas 

aos dormentes; sua base achatada garante que a alma continue perpendicular ao dormente durante 

as solicitações de cargas das rodas sobre os trilhos (HUNGRIA, 2017).  

 

Figura 4 - Partes constituintes de um trilho, (Foto do autor). 

A fabricação do trilho ocorre por laminação a quente a partir de blocos provenientes de 

lingotes. Por meio dos blocos aquecidos, o perfil do trilho é obtido por sucessivas passagens em 

cilindros de laminação. Ao final deste processo, os trilhos são classificados de acordo com o seu 

peso por metro (ABNT, 2012). Dentro dessas especificações um trilho que possui 67,41 kg m-1, 

por exemplo, é identificado como TR68. Os perfis mais comuns para trilho são chamados de 

vignole, 
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Os trilhos possuem um comprimento padrão que pode variar de 12 a 24 m, (BRANCO e 

FERREIRA, 2002). Para que existam linhas férreas contínuas, Figura 5 (Continuous   Welded   

Rails   –   CWR), são necessários trilhos soldados uns aos outros possibilitando uma superfície 

livre de anteparos para a passagem das rodas ferroviárias. Para o processo de soldagem de trilhos 

existem dois processos mais comuns: a soldagem por centelhamento (Flash Butt Welding - FBW) 

e a soldagem aluminotérmica (Aluminothermite Welding - ATW). O processo mais utilizado pelo 

setor ferroviário é a soldagem aluminotérmica devido ao baixo custo, rapidez e praticidade 

(SAITA et al., 2013; STEFFLER, 2013). Como esse tipo de processo é o mais comum, as falhas 

reportadas de trilhos em ferrovias estão mais vinculadas à soldagem aluminotérmica. Tais falhas 

podem corresponder a 40% a 76% dos defeitos em via permanente (DUVEL, 2005; SAITA, et 

al., 2013). 

 

Figura 5 - Exemplo de uma via férrea contínua (FEEVALE, 2021). 

De acordo com FRY et al. (1996) as regiões soldadas podem constituir um ponto de 

vulnerabilidade da ferrovia devido à natureza metalúrgica do processo. Como o processo é feito 

por adição de metal, as propriedades mecânicas finais do trilho na região soldada podem ser 

inferiores às do trilho original, deixando-o suscetível a defeitos. Segundo ALVES et al. (2020), 

os trilhos que possuem um carbono equivalente acima de 1,2% em peso mostram-se mais 

propensos à formação de defeitos visuais do que quando com carbono equivalente inferior a 1%. 

Dentre os defeitos os diversos efeitos que podem surgir a partir do processo de soldagem 

aluminotérmica, os mais comuns são apresentados na Figura 6. Outro defeito comum em ferrovias 

de transporte de carga pesada, heavy haul, é o canoamento (squat). Este tipo de defeito acontece 

devido às diferenças de dureza entre o metal de solda e a zona termicamente afetada (ALVES et 

al., 2020).  
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Figura 6 - Tipos de defeitos encontrados em soldas aluminotérmicas, (LAWRENCE, ROSS 

2004). 

Como o processo de soldagem em trilhos ATW é muito utilizado pelo setor ferroviário e 

a gama de defeitos acaba sendo considerável, o presente trabalho foi elaborado para propor um 

modelo robusto que represente todo o processo de soldagem de maneira confiável.  

1.2 Justificativa 

As ferrovias necessitam de elevados investimentos para a construção de vias 

permanentes. Para que possam durar por mais tempo, os defeitos recorrentes da soldagem 

aluminotérmica de trilhos podem ser mitigados com o uso de ferramentas computacionais que 

permitam a previsão do comportamento da soldagem e a busca dos melhores parâmetros para o 

processo. Dada a complexidade do problema, uma forma de abordá-lo é com o uso de ferramentas 

computacionais que permitam análises numéricas (simulações), como as baseadas no método de 

elementos finitos. 

A simulação computacional é uma poderosa ferramenta utilizada por vários setores 

industriais e academia. Normalmente, uma simulação faz uso de um modelo numérico do 

problema em questão, cujos parâmetros podem ser modificados para fornecer informações 

relevantes a respeito da dinâmica do problema. Ferramentas assim permitem reduzir amplamente 

os custos, tempo e recursos através da economia de equipamentos e a eliminação de longas e 

onerosas etapas de testes no processo de desenvolvimento e pesquisa. Por este motivo a simulação 

numérica torna-se uma ferramenta importante para emprego em diversas situações reais, 

incluindo o processo ATW. 

As soldas aluminotérmicas realizadas na Estrada de Ferro Carajás (EFC) são feitas de 5 

mil a 6 mil vezes ao ano (VALE, 2022), ou seja, um número expressivo, o que justifica o 

desenvolvimento de estudos para entender mais este importante tipo de processo de soldagem e 

poder prever a possibilidade de falhas. Neste trabalho, o modelo numérico desenvolvido permitirá 

escolher à situação que mais se adapta ao processo ATW, reduzindo assim a quantidade de 

problemas oriundos do processo. Uma vez desenvolvido um modelo que represente o projeto 

como um todo, será possível definir os melhores parâmetros do processo para evitar o surgimento 

de tensões que podem levar a falhas catastróficas nas ferrovias.  
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Resumindo, dada a importância da ferrovia, os altos investimentos decorrentes da via 

permanente, o grande número de soldas feitas e os defeitos oriundos que o processo ATW pode 

ocasionar, este trabalho se faz necessário, uma vez que pode contribuir significativamente para a 

redução de tais falhas e dos custos decorrentes. Ressalta-se que, até o momento, não há trabalhos 

conhecidos que tenham utilizado a ferramenta proposta para o estudo das tensões em trilhos, 

reforçando o aspecto inovador do trabalho. 

1.3 Objetivos 

Este trabalho tem como objetivo principal desenvolver um modelo numérico para 

representar o processo de soldagem aluminotérmica de trilhos a fim de definir um conjunto de 

parâmetros que melhor caracterizem a distribuição das tensões residuais ao final do processo de 

soldagem, baseado na técnica Element Birth and Death. Para atingir a proposta inicial deste 

trabalho foram estabelecidos os seguintes objetivos específicos: 

• Elaborar uma revisão atualizada da literatura que envolva o processo de soldagem 

aluminotérmica de trilhos; 

• Criar um modelo computacional com o uso do método de elementos finitos 

utilizando o software comercial Ansys® APDL; 

• Validar o modelo numérico com trabalhos de referência para um tipo específico 

de trilho (UIC60).  

• Aplicar o modelo ao trilho TR68 e confrontar os resultados existentes com os 

trabalhos da literatura.  

• A partir desse trabalho publicado, variar os parâmetros, proporcionando 

diferentes cenários a fim de identificar quais dos parâmetros são mais relevantes 

e adequados para obtenção das tensões residuais ao final do processo de 

soldagem.  

• Aplicar o modelo desenvolvido a mudanças de propriedades mecânicas 

referentes a materiais de trilhos microligados e verificar a influência desta 

alteração nas tensões residuais do trilho tipo TR57. 
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1.4 Descrição da inovação 

A principal inovação deste trabalho foi desenvolver uma metodologia inédita para construir 

um modelo numérico termoelastoplástico que representasse todo o processo de soldagem 

aluminotérmica de trilho. Essa inovação veio por meio da união do modelo 3D combinado com 

os resultados de um modelo 2D sendo ambos aplicada a técnica Element Birth and Death. Apesar 

de existirem na literatura vários modelos numéricos utilizando o método dos elementos finitos 

para simulação da soldagem aluminotérmica em trilhos, nenhum deles emprega a técnica Element 

Birth and Death para representar todo o processo de soldagem envolvendo a modelagem térmica 

e mecânica.  

A contribuição desta ideia pode ser encarada como uma alternativa interessante para análise 

numérica de qualquer região do trilho podendo expor o modelo a diversos cenários e trilhos 

diferentes. Além disso, o modelo é computacionalmente menos custoso que outras fontes da 

literatura sem perder a precisão nas análises térmicas e mecânicas. O modelo numérico também 

contribui para a representação de tensões residuais em trilhos heavy haul (TR68 e TR57) que 

ainda não foram mensurados numericamente. 

1.5 Restrições do estudo  

A complexidade do processo de soldagem aluminotérmica de trilho impossibilita a 

abordagem de todas as possíveis variáveis que influenciam tanto na temperatura quanto nas 

deformações e tensões residuais do trilho. Porém, a análise destas e outras condições são temas 

para estudos futuros.  

Uma limitação do estudo diz respeito a realização de experimentos. Para a validação dos 

resultados serão utilizados dados experimentais e numéricos de literatura e de trabalhos feitos 

com apoio de ferrovia brasileira. Além disso, o presente trabalho não incluíra uma análise 

metalúrgica aprofundada no modelo numérico.  

1.6 Apresentação do estudo 

 

Para mostrar o estudo e alcançar os objetivos propostos, o trabalho será apresentado da 

seguinte forma: 

• Este primeiro capítulo, com um panorama geral sobre ferrovia e soldagem, 

motivação, justificativa, objetivos e restrições do trabalho; 

• O capítulo 2 descreve os principais conceitos, especificidades e características 

dos métodos empregados e do processo de soldagem aluminotérmica de trilhos; 

• O capítulo 3 mostra uma ampla busca bibliográfica sobre os principais trabalhos 

científicos correlacionados a modelos numéricos de soldagem por fusão, bem 

como trabalhos sobre o processo de soldagem aluminotérmica de trilhos; 

• O capítulo 4 detalha a metodologia aplicada no presente estudo, bem como 

mostra as características do modelo numérico desenvolvido; 
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• O capítulo 5 apresenta os resultados obtidos, análise e a discussão. Também são 

apresentadas comparações entre o modelo numérico proposto e os modelos 

numéricos e experimentais da literatura; 

• O capítulo 6 descreve a conclusão geral do trabalho, onde serão apresentadas e 

discutidas as melhorias atingidas com o modelo numérico proposto. Também são 

mostradas as propostas para a continuidade da pesquisa envolvendo o processo 

de soldagem aluminotérmica; 
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2 Conceitos Básicos 

Neste capítulo serão apresentados os principais conceitos que envolvem o processo de 

soldagem aluminotérmica de trilho (ATW). Na primeira seção é definido e caracterizado o 

processo ATW. Na segunda são abordados os principais conceitos da transferência de calor. Na 

sequência são apresentadas as diretrizes que abrangem análise mecânica em componentes que 

sofreram dilatação térmica provenientes de processos de soldagem, gerando tensões residuais. 

2.1 Soldagem Aluminotérmica em Trilhos – Processo Thermite 

A soldagem aluminotérmica é um processo que une peças metálicas por meio do calor e 

do metal fundido produzido durante a reação química exotérmica entre o óxido metálico (Fe2O3) 

e o alumínio (2Al), (ESVELD, 2001; BALCHIN, 2002). O processo Thermite pode ser dividido 

nas etapas conforme mostra a Figura 7.  Os principais componentes utilizados durante a soldagem 

aluminotérmica em trilhos podem ser vistos na Figura 8; na sequência todo o processo é 

explicado. 

 

Figura 7 - Etapas do processo de soldagem aluminotérmica em trilho (VALE, 2022). 

 

Figura 8 - Representação esquemática dos componentes usados durante a soldagem 

aluminotérmica de trilhos: a) vista transversal da seção de solda, b) vista lateral, adaptado de 

(MANZKE et al., 2018). 
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2.1.1 Etapas 1 e 2 – Preaquecimento e pós-aquecimento 

Antes da etapa de preaquecimento apresentada na Figura 7, ocorre a preparação da 

superfície livre do trilho, através dos procedimentos de corte, limpeza de resíduos e ajuste da junta 

para o alinhamento, cuja folga varia de 25 mm +- 2 mm. Depois, o molde é montado sobre a 

região que será preenchida pela solda, denominada gap (Figura 8b), e é vedado por meio da massa 

refratária. 

Para que a solda seja eficiente e de alta qualidade é necessário que ocorra o 

preaquecimento no interior do espaçamento – gap, com o objetivo de reduzir a quantidade de 

calor retirado do fundido utilizado para a união das partes, ou seja, diminuir a velocidade de 

resfriamento. Esta etapa é feita por meio da chama de um maçarico apoiado no suporte sobre o 

trilho. A chama aquece as superfícies livres do trilho dentro do molde, de maneira simétrica, 

podendo levar a temperaturas da ordem de 900ºC no boleto e de 600ºC no patim, ou seja, 750ºC, 

em média (BRANZEI, 2016). 

O tempo do preaquecimento depende do tipo de trilho soldado. Para o tipo TR68, o tempo 

pode variar de 5 a 7 min de acordo com CHEN et al. (2006) ALVES et al. (2020). O 

monitoramento do aquecimento é feito visualmente pelo operador de solda. Enquanto o pré-

aquecimento ocorre, o operador prepara a mistura thermite de metais (óxidos de ferro, alumínio 

e ligas ferrosas) dentro de um recipiente, denominado cadinho, Figura 8a. Com o término do 

preaquecimento, inicia-se o pós-aquecimento onde o maçarico é desligado e retirado. Na 

sequência o cadinho preparado com a mistura thermite é colocado sobre a abertura do molde. O 

tempo para o pós-aquecimento pode chegar a até 1 min (CHEN et al., 2006).  

2.1.2 Etapa 3 – Fundição e Vazamento 

Logo após a etapa de preaquecimento, por meio de uma fagulha, uma reação exotérmica 

acontece, ocorrendo assim a fundição da mistura dentro do cadinho, resultando numa rápida 

precipitação de metal e de escória líquidos (óxido de alumínio) para dentro do molde. Ao final da 

reação é obtido um metal liquefeito na base do cadinho com uma escória de óxido de alumínio 

sobre o metal. A relação que descreve a reação aluminotérmica pode ser vista na Equação (1), 

(ESVELD, 2001). O percurso no qual ocorre o vazamento do metal líquido faz após derreter pode 

ser visto na Figura 8a. Devido à diferença de densidade, a escória flutua sobre o metal fundido e 

é despejada nas bandejas. A etapa de vazamento ocorre entre 5 e 12 segundos, dependendo do 

tipo de solda e do tipo de trilho. (CHEN et al., 2006; TUCHKOVA, 2011; JOSEFSON et al., 

2020).  

 3𝐹𝑒3𝑂4  +  8𝐴𝑙
 

→ 9𝐹𝑒 + 4𝐴𝑙2 𝑂3 + 3350  𝑘𝐽 , (1) 

 Oxido metálico + alumínio = Metal + Alumina + Calor  

2.1.3 Etapa 4 – Solidificação 

Na solidificação, o cadinho é retirado e ocorre a solidificação do metal de adição durante 

aproximadamente 5 minutos. Durante esse tempo, a transferência de calor ocorre 

majoritariamente para o trilho por meio da condução (STEFFLER, 2013; SEN, BHIWAPURKAR 

e HARSHA, 2021).  
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2.1.4 Etapa 5 e 6 – Remoção do molde e Resfriamento 

Na última etapa, o molde é desmontado e o excesso de material é cortado da região do 

boleto do trilho. Por fim, ocorre o resfriamento durante um tempo de 25 a 45 min. Ao final, a 

região do boleto é esmerilhada e o excesso de material das demais regiões é removido (BRANZEI, 

2016; JOSEFSON et al., 2020). 

O processo de soldagem aluminotérmica apresenta muitas vantagens. Um dos benefícios 

é que a reação química do processo, Equação 1, é autossustentada com ou sem pressão o que 

diminui o custo de aparelhos para um ambiente controlado (BRANZEI, 2016). Outra vantagem 

corresponde ao fato de que é possível adicionar elementos de liga ao metal de adição na mistura 

Thermite dentro do cadinho, para a melhoria das propriedades mecânicas (BALCHIN, 2002). 

Além disso, a velocidade de cada soldagem é rápida, considerando um tempo total em torno de 

45 min, o que não causa prejuízo à circulação de trens em ferrovias com tráfego intenso quando 

comparada a outros tipos de soldagem de trilho (centelhamento leva horas dependendo da 

logística de transporte do estaleiro Flash-butt). Isto ocorre porque o processo é simples, prático, 

barato e de fácil transporte dos equipamentos para o local de solda (ESVELD, 2001; STEFFLER, 

2013). 

2.2 Transferência de Calor em Processos de Soldagem 

Grande parte dos processos de soldagem utiliza o calor como principal fonte de energia. 

Esses efeitos influenciam os picos de temperatura (ciclo térmico) na zona de solda. O efeito físico 

da transferência de calor é governado por leis e relações físicas nas quais pode-se destacar a 

propagação de calor por: condução, convecção e radiação (WAINER, 1992; KREITH, 2012; 

VILLANI, 2016). 

A condução foi definida pelo cientista francês J. B. J. Fourier, em 1882 e pode ser avaliada 

com Equação (2) (KREITH, 2012). O sinal negativo da Equação (2) é para especificar a direção 

do fluxo de calor, ou seja, quando o gradiente de temperatura ∇ T for negativo o fluxo será 

positivo. Este princípio é demostrado pela segunda lei da termodinâmica, no qual o calor flui da 

temperatura mais alta para a mais baixa. 

 

𝑞𝑘 =  −𝑘 ∇𝑇 𝑜𝑛𝑑𝑒 ∇𝑇 =  (
𝜕𝑇

𝜕𝑥
,
𝜕𝑇

𝜕𝑦
,
𝜕𝑇

𝜕𝑧
 ) (2) 

Na Equação (2), qk é o fluxo de calor por condução, ∇T é o gradiente de temperatura e k 

é a condutividade térmica, que varia com a temperatura. 

 A transferência de calor por convecção envolve o movimento da massa de um fluido 

(líquido ou gasoso) durante a troca de energia. A convecção depende da velocidade do fluido de 

refrigeração, das propriedades termofísicas desse fluido e da geometria da superfície do sólido. O 

coeficiente de transferência de calor por convecção (h) pode ser determinado, em alguns casos, 

de maneira analítica e, em situações mais complexas, de maneira experimental (KREITH, 2012). 

O fluxo de calor por convecção (qh) pode ser calculado pela lei de resfriamento de Newton dada 

pela Equação (3), 

  𝑞ℎ = ℎ(𝑇𝑠 −  𝑇∞), (3) 

onde qh é o fluxo de calor transferido por convecção e h é o coeficiente de transferência de calor, 

Ts e T∞ são as temperaturas na superfície analisada e no fluído ou ambiente, respectivamente. 
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 A radiação por sua vez não precisa de meio material para se propagar como na condução 

e convecção. Isso ocorre porque a radiação pode ser transferida por ondas eletromagnéticas até 

sob vácuo. O fluxo de calor é quantificado por meio da lei de Stefan-Boltzmann dada pela 

Equação (4). Note que o fluxo de calor por meio da radiação é predominante à altas temperaturas, 

pois depende da quarta potência da temperatura absoluta. 

 𝑞𝑟 = 𝜖𝜎(𝑇𝑠
4 −  𝑇0

4), (4) 

onde qr fluxo de calor por radiação, σ é a constante de Stefan-Boltzmann (σ = 5.67 x 10-8 W m-2 

K-4); ε é a emissividade; Ts é a temperatura da superfície do objeto e T0 é a temperatura ambiente. 

A Equação (4) pode ser simplificada em termos da convecção, Equação (3) (KREITH, 2012; 

INCROPERA, 2013), quando se admite que a radiação esteja trocando calor com uma superfície 

na mesma temperatura do fluído que envolve o corpo sendo analisado.  Com isso, igualando os 

dois fluxos de calor tem-se: 

 𝑞𝑟 = ℎ𝑟(𝑇𝑠 −  𝑇0), (5) 

 
ℎ𝑟 = 𝜖𝜎(𝑇𝑠

2 +  𝑇∞
2) (𝑇𝑠 +  𝑇0), (6) 

 A condução de calor em um meio material no domínio do tempo pode ser representada 

pela Equação (7), que representa uma equação diferencial de segunda ordem (DANTZIG et al., 

2000; KREITH, 2012; INCROPERA, 2013). Essa equação é obtida por meio do balanço de 

energia em um elemento infinitesimal no qual o calor que entra e sai somado com o calor gerado 

no elemento é igual à variação de energia interna. Essa equação determina como a temperatura 

em um determinado meio varia com o tempo. 

 𝜕

𝜕𝑥
 (𝑘

𝜕𝑇

𝜕𝑥
) +

𝜕

𝜕𝑦
 (𝑘

𝜕𝑇

𝜕𝑦
) +

𝜕

𝜕𝑧
 (𝑘

𝜕𝑇

𝜕𝑧
) + 𝑄̇ =  𝜌𝐶𝑇

𝜕𝑇

𝜕𝑡
  (7) 

Na equação (7), k é a condutividade térmica (W m-1 ºC-1), CT é o calor específico (J kg-1 

ºC-1), ρ é a massa específica (kg m-3), Q é a taxa de geração de calor por unidade de volume (W 

m-3), T é a Temperatura (ºC), t é o tempo (s), x,y e z são as coordenadas cartesianas (m). 

 A soldagem pode ser definida como o processo de união de dois ou mais metais por meio 

de dois grupos distintos: fusão ou pressão. Os métodos de soldagem por pressão se baseiam na 

aplicação de pressões elevadas para deformar plasticamente as superfícies metálicas permitindo 

a aproximação atômica e a união permanente dos metais. Um processo que pode ser citado como 

exemplo deste grupo é a soldagem por centelhamento (FBW), também adotada para união de 

trilhos. Já o outro grupo, soldagem por fusão, consiste na aplicação de calor localizada na região 

de união para que ocorra a fusão, podendo existir metal de adição ou não. Neste caso, são 

inúmeros os exemplos decorrentes deste tipo de processo, oxi-acetilênica, arco elétrico (TIG, 

MIG, MAG), aluminotérmica, etc (WAINER, 1992; VILLANI, 2016). 

 O estudo do ciclo térmico, Figura 9,  tem elevada importância em processos de soldagem 

uma vez que ele influencia as propriedades mecânicas finais dos materiais. Pelo ciclo térmico 

representa na Figura 9 percebe-se que existem basicamente três fases. Na primeira parte tem-se o 

aquecimento do material no início do processo; depois a temperatura máxima do ciclo é atingida 

(t = 0); por fim, a etapa de resfriamento. Durante a soldagem, os ciclos térmicos em um ponto 

qualquer do sólido variam em função das coordenadas do ponto, da localização deste em relação 

a fonte de calor, das propriedades termodinâmicas do material, da temperatura inicial do sólido e 

da velocidade com que a fonte de calor atinge o ponto (WAINER, 1992; NOWACKI e SAJEK, 

2016, VILLANI, 2016). O ciclo térmico que o material está envolvido na soldagem pode estar 

relacionado com o comportamento dele durante a transformação de fase. 
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Figura 9 - Representação do ciclo térmico de soldagem, (WAINER, 1992). 

Na soldagem por fusão, tanto a fundição quanto a solidificação ocorrem durante o 

processo. Quando a mudança de fase no resfriamento ocorre, alguns fenômenos podem ser 

encontrados, como: contração volumétrica; mudança localizada na composição química devido a 

micro e macrossegregação e aparecimento de trincas (WAINER, 1992). A segregação pode ser 

definida como a variação de composição química entre o líquido e o sólido. 

A transformação de fase que ocorre devido a fusão e a solidificação está vinculada à 

absorção ou liberação de energia na forma de calor. Essa energia é denominada como calor latente 

e mede a quantidade de calor, por unidade de massa (J kg-1) necessária para que ocorra alguma 

mudança de estado físico do corpo. Na análise térmica é crucial incluir o efeito do calor latente 

de forma dinâmica durante o processo de soldagem (ANCA et al., 2011). No geral pode-se 

identificar a liberação do calor latente quando o corpo atinge um nível de temperatura. Em metais 

puros, a temperatura na qual inicia-se a fusão e a solidificação é a mesma, sendo denominada 

temperatura ou ponto de fusão (Tf). Com isso, quando o material está acima do ponto de fusão, 

se encontra na fase líquida e, abaixo, na fase sólida. Nos casos de ligas com composições 

diferentes da eutética, tem-se uma fase de transição (mushy zone) entre as temperaturas liquidus 

e solidus, quando o material começa e termina, respectivamente, a se solidificar. Neste caso, o 

calor latente é liberado gradativamente à medida em que a fração de sólido (fs) evolui com a 

diminuição da temperatura.  A geração interna de calor (Q) durante a transformação de fase pode 

ser calculada por meio da Equação (8) (DE CAMPOS FILHO, 1978; YU, 2001; CANTOR, 2016), 

 
𝑄̇ =  𝜌𝐿𝑙

𝜕𝑓𝑠

𝜕𝑡
 , (8) 

onde ρ é densidade, Ll é o calor latente (fusão ou solidificação), ∂fs / ∂t é a taxa de variação da 

fração sólida na mushy zone (fase de transição). 

 A proporção da fração sólida durante o processo de solidificação pode ser incluída na 

Equação (8) por meio de métodos para quantificar as variações de composição de líquido e de 

sólido durante o resfriamento na zona pastosa (mushy zone). Para quantificar a fração sólida (fs) 

utiliza-se alguns modelos de microssegregação como a Regra da Alavanca (equilíbrio 

termodinâmico) e a equação de Scheil (fora do equilíbrio termodinâmico). A regra da alavanca, 

por exemplo, pode ser aplicada em estudos práticos de solidificação onde o soluto intersticial 

possui alta mobilidade, como no caso do carbono em ferro no sistema Fe-Cu, onde é adotado que 

a difusão é completa do soluto no líquido e no sólido. Com isso, fs pode ser descrito pela Equação 

(9) (KURZ, 1984; DANTZIG, 1999; GARCIA, 2007). 



35 

 

 

𝑓𝑠 =  
1

1 − 𝑘0
 
𝑇𝐿 −  𝑇 

𝑇𝑓 −  𝑇 
, (9) 

Na Equação (9) Tf é a temperatura de fusão do solvente (metal puro), TL é a temperatura 

liquidus e k0 é o coeficiente de redistribuição do soluto, que pode ser expresso pela razão entre a 

concentração de soluto no sólido (CS) e a concentração de soluto no líquido (CL), ou seja, k0 = 

Cs/CL lembrando que a soma da fração sólida mais a fração líquida corresponde ao total da 

mistura, ou seja, fs = 1 -  fL. 

Para caracterizar a mudança de fase em metais, o método da entalpia pode ser aplicado. 

Este é definido reescrevendo a equação de governo, Equação (7), em termos da entalpia, Equação 

(10) (SWAMINATHAN, 1992; SU, 2001). 

 

𝜌
𝜕𝐻𝑒

𝜕𝑡
=  ∇(∇𝑇), (10) 

Na Equação (10)  He é a entalpia por unidade de massa (J/kg). As entalpias em processos 

de fundição e de solidificação se diferenciam de acordo com o tipo de material. No caso de metais 

puros a entalpia (He) pode ser descrita de acordo com a Equação (11). Note que com a evolução 

da temperatura (T) a entalpia será diferente e pode ser dividida em três estágios: 

 

𝐻𝑒 =  {

∫ 𝐶𝑇𝑑𝑇 𝑇 ≤ 𝑇𝑓

∫ 𝐶𝑇𝑑𝑇 + (1 − 𝑓𝑠)𝐿𝑙 𝑇 = 𝑇𝑓

∫ 𝐶𝑇𝑑𝑇 +  𝐿𝑙 𝑇 ≥ 𝑇𝑓

 , (11) 

onde Tf significa a temperatura de fusão ou solidificação, fs é a fração sólida, CT é o calor 

específico e Ll é o calor latente de fusão ou solidificação. 

 No caso de aços e ligas onde a interface sólido/líquido varia em função da fração sólida 

(fs), a entalpia pode ser quantificada de acordo com a Equação (12).  

 

𝐻𝑒 =  {

∫ 𝐶𝑇𝑑𝑇 𝑇 ≤ 𝑇𝑆

∫ 𝐶𝑇𝑑𝑇 + (1 − 𝑓𝑠)𝐿𝑙 𝑇𝑆 ≤ 𝑇 ≤ 𝑇𝐿

∫ 𝐶𝑇𝑑𝑇 +  𝐿𝑙  𝑇 > 𝑇𝐿

 , (12) 

Em alguns casos o método da entalpia pode ser adotado para representar as temperaturas 

em processos de mudança de fase do metal (CAMES-PINTAUX, 1986; ANCA et al., 2011). 

Porém, para elementos finitos o método da entalpia não é tão comum quanto o método de calor 

específico efetivo, de acordo com SU (2001). Este método representa mais uma forma de 

caracterizar o calor latente durante o processo de fusão ou solidificação. O calor específico efetivo 

(Cef) está relacionado com o calor específico (CT), o calor latente (Ll) e a taxa de fração sólida (∂fs 

/ ∂t) de acordo com a Equação (13) (DANTZIG, 1999; SU, 2001; CHEN et al., 2006). 

 

𝐶𝑒𝑓 =  𝐶𝑇 + (
𝜕𝑓𝑠

𝜕𝑡
) , (13) 

Na Equação (13) a taxa de fração sólida (∂fs / ∂t) vai variar de acordo com a temperatura 

e a composição do aço. Para aços eutetóides, por exemplo, o calor específico efetivo pode ser 

expresso pela Equação 14. Neste caso a taxa de fração sólida varia linearmente com a temperatura.  

Com isso, o Cef é constante na mushy zone. Quando o intervalo de solidificação tende a zero (ΔT 

→ 0) o calor específico tende ao infinito. Para evitar essa singularidade Morgan assume que o 

calor específico efetivo pode ser caracterizado pela relação entre a entalpia e a temperatura em 

instantes (n) diferentes, Equação (15) (MORGAN, 1978; CHEN et al., 2006; REDDY, 2010). 
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𝐶𝑒𝑓 =  {
𝐶𝑒𝑓 =  𝐶𝑇 +  

𝐿𝑙

∆𝑡
 , 𝑇𝑠𝑜𝑙 < 𝑇 <  𝑇𝑙𝑖𝑞

𝐶𝑒𝑓 =  𝐶𝑇 , 𝑇 ≤ 𝑇𝑠𝑜𝑙   𝑒 𝑇 ≥  𝑇𝑙𝑖𝑞

 (14) 

 

𝐶𝑒𝑓 =  
𝐻𝑛 −  𝐻𝑛−1

𝑇𝑛 −  𝑇𝑛−1
  , (15) 

Na Equação (15)  o termo Hn – Hn-1 representa a variação de entalpia específica após uma 

iteração de tempo na simulação numérica e Tn – Tn-1 representa a variação de temperatura neste 

mesmo intervalo de tempo. 

 Portanto, o método de entalpia e calor específico efetivo pode ser usado para caracterizar 

a mudança de fase e de estado do material em processos de soldagem e, com isso, representar o 

ciclo térmico. No capítulo 3 serão mostrados quais foram os principais trabalhos desenvolvidos 

para representar de maneira satisfatória o ciclo térmico que envolvem os processos de soldagem 

por fusão. 

2.3 Deformações e tensões no processo de soldagem 

Nos processos de soldagem por fusão, o aquecimento localizado na região soldada (gap) 

aquece significativamente o material, de tal modo que ele atinja o ponto de fusão e, 

posteriormente, com o resfriamento, a solidificação. Ao aquecer o material tende a expandir 

(dilatação térmica) devido à agitação das suas moléculas internas. Porém, a dilatação é dificultada 

pelas regiões adjacentes que estão submetidas a temperaturas menores. Isto acaba gerando 

deformações elásticas e plásticas na região de solda. A representação da dilatação térmica 

genérica pode ser escrita por meio da seguinte Equação (16), (PILIPENKO, 2001; VILLANI, 

2016).   

 
∆L =  α L0 ∆𝑇, (16) 

Na Equação (16), ΔL é a variação do comprimento do corpo que sofreu a dilatação, α é o 

coeficiente de dilatação linear do material, L0 é o comprimento inicial e Δ𝑇 é a variação de 

temperatura. 

 Para o estado deformado de um elemento infinitesimal, a equação constitutiva (lei de 

Hooke) considera as deformações normais e cisalhantes para um material elástico isotrópico 

linear de acordo com as Equações (17), (18), (19) e (20). Note-se que a parcela de deformação 

térmica é incorporada apenas nas deformações normais, pois trata-se de expansão ou contração 

volumétrica que é atribuída a materiais isotrópicos (TIMOSHENKO, 1980; POPOV, 1990). 

 ϵ𝑥 =
1

𝐸
 (σ𝑥 − ν (σ𝑦 +  σ𝑧)) + ϵ𝑇 , (17) 

 ϵ𝑦 =
1

𝐸
 (σ𝑦 − ν (σ𝑧 +  σ𝑥)) + ϵ𝑇 , (18) 

 ϵ𝑧 =
1

𝐸
 (σ𝑧 − ν (σ𝑥 + σ𝑦)) +  ϵ𝑇 , (19) 

 𝛾𝑥𝑦 =
𝜏𝑥𝑦

𝐺
 ,         𝛾𝑦𝑧 =

𝜏𝑦𝑧

𝐺
 ,       𝛾𝑧𝑥 =

𝜏𝑧𝑥

𝐺
, (20) 
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Nas Equações (17), (18), (19) e (20)  ϵx, ϵy, ϵz, σx, σy, σz representam as deformações e 

tensões normais nas direções x, y e z, respectivamente; γxy, γyz, γzx, τxy, τyz, τzx, representam as 

deformações e tensões cisalhantes nos planos xy, yz e zx, respectivamente; ν é coeficiente de 

Poisson; E é o módulo de elasticidade longitudinal ou módulo de Young; G o módulo de 

elasticidade transversal ou módulo de cisalhamento e ϵT  é a deformação térmica. 

Por meio da Equação (16), a relação ΔL/L0 mostra que a deformação térmica (ϵT) pode ser 

obtida de maneira genérica pela Equação (21), 

 ϵ𝑇 = α(𝑇 − 𝑇𝑟𝑒𝑓) , (21) 

onde α é o coeficiente de expansão térmica, T é a temperatura instantânea e Tref é a temperatura 

de referência na qual a dilatação térmica é nula. 

A variação de volume pode ser causada por tipos de incrementos de deformação 

diferentes, dependendo da situação. No caso dos incrementos térmicos, só atuam caso exista 

diferença de temperatura; consequentemente, tais incrementos de deformação térmicos 

desaparecem após o equilíbrio de temperaturas (ANTUNES, 1995; VILLANI, 2016). No geral, 

os incrementos de deformação total (Δϵtotal) são constituídos por parcelas de outros incrementos 

de deformações inelásticas, como mostra a Equação (22) (LINDGREN, 2001; RADAJ, 2012; 

ANSYS, 2018). 

 𝛥ϵ𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 = Δϵ𝑒𝑙 +  𝛥ϵ𝑝𝑙 +  𝛥ϵ𝑇 +  Δϵ𝑣𝑖𝑐 + Δϵ𝑐𝑟𝑒𝑒𝑝, (22) 

Na Equação (22), Δϵel, é o incremento de deformação elástica, Δϵpl, é o incremento de 

deformação plástica, ΔϵT é o incremento de deformação térmica devido ao coeficiente de expansão 

térmica e a mudança de fase, Δϵvic é o incremento de deformação viscoelástica e Δϵcreep é o 

incremento de deformação de creep. 

Para trabalhos que envolvem soldagem por fusão as parcelas dos incrementos de 

deformação de viscosidade e creep são insignificantes devido ao curto tempo que o material fica 

exposto acima da temperatura de fusão (PILIPENKO, 2001; DENG et al., 2007; JOSEFSON et 

al., 2020). Com isso, como a dilatação térmica é restringida pelo restante do material que está em 

temperaturas menores, o incremento de deformação total pode ser medido por meio da Equação 

(23), 

 Δϵ𝑡𝑜𝑡𝑎𝑙 = Δϵ𝑒𝑙 +  Δϵ𝑝𝑙 + Δϵ𝑇 , (23) 

onde Δϵtotal é o incremento de deformação total, Δϵel é o incremento de deformações elásticas, Δϵpl, 

é o incremento de deformação plástica e ΔϵT é o incremento de deformação térmica. 

  

2.3.1 Equação de equilíbrio 

Nas junções soldadas as tensões residuais da solda (soldagem por fusão) atuam 

independente das forças e momentos externos do sistema mecânico. Isto acontece porque as 

tensões residuais se formam durante o processo de soldagem gerando deformações locais, 

heterogêneas e temporárias. Essas tensões podem ocorrer no cordão de solda, na zona 

termicamente afetada (ZTA) e no metal de base de acordo com as propriedades termomecânicas 

do material  (RADAJ, 2012; GARCIA-GARCIA, et al., 2020; HASHEMZADEH, GARBATOV 

e SOARES, 2021) 
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As tensões residuais provenientes do processo de soldagem podem ser calculadas por 

meio das deformações totais do material, dando origem às tensões residuais. Em geral, as tensões 

residuais existem sem a aplicação dos esforços externos. Dado um sistema em equilíbrio sem 

cargas externas, o somatório de forças e momentos durante a soldagem em uma dada seção de 

área (dA) pode ser representado pelas Equações (24) e (25), respectivamente. 

 ∫ 𝜎
 

𝐴

𝑑𝐴 = 0 , (24) 

 ∫ 𝑑𝑀
 

𝐴

= 0 , (25) 

As equações de equilíbrio podem sem reescritas na forma indicial por meio da seguinte 

Equação (26). 

 𝜎𝑖𝑗,𝑗 +  𝑓𝑗 = 0 , (26) 

Na Equação (26) 𝜎𝑖𝑗 é o componente do tensor de tensões e 𝑓𝑗 é o componente das forças 

no corpo, sendo 𝜎𝑖𝑗=𝜎𝑗𝑖. 

2.3.2 Equações constitutivas 

De acordo com as considerações feitas anteriormente sobre a Equação (23), a deformação 

total pela deposição durante a solda pode ser escrita de maneira indicial por meio da Equação 

constitutiva de deformação, Equação (27). A Equação (28) permite obter as tensões residuais por 

meio da lei de Hooke.  

 𝜀𝑖𝑗 =  𝜀𝑖𝑙
𝑒 +  𝜀𝑖𝑗

𝑝
+ 𝜀𝑖𝑗

𝑡ℎ , (27) 

 σ𝑖𝑗 = 𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙(𝜀𝑘𝑙 −  𝜀𝑘𝑙
𝑝

− 𝜀𝑘𝑙
𝑡ℎ) , (28) 

Na Equação (27) e Equação (28)  εij representa a deformação total, εe
ij representa a parcela 

de deformação elástica, εp
ij representa a parcela de deformação plástica, εth

ij representa a parcela 

de deformação térmica, 𝜎𝑖𝑗 é o componente do tensor de tensões e Cijkl é o tensor constitutivo 

elástico. 

2.3.3 Tensão elástica e térmica 

A caracterização das tensões elásticas pode ser feita empregando a Equação (29), que 

descreve a lei de Hooke. Nesta expressão o comportamento linear está em função do módulo de 

elasticidade (E) e do coeficiente de Poisson (v). Estes por sua vez, variam com a temperatura 

durante o processo de soldagem. Já as tensões térmicas são incorporadas à Equação (29) por meio 

da deformação térmica (εth
ij) obtida por com a Equação (30). 

 𝜎𝑖𝑗
𝑒

 
= 𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙 𝜀𝑘𝑙

𝑒  , (29) 

 𝜀𝑖𝑗
𝑡ℎ

 
= 𝛼𝑖𝑗  (𝑇 − 𝑇𝑟𝑒𝑓) , (30) 
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Na Equação (29) e Equação (30), 𝜎e𝑖𝑗 é o componente do tensor de tensões elásticas, εe
ij 

representa a parcela de deformação elástica, Cijkl é o tensor constitutivo elástico, εth
ij representa a 

parcela de deformação térmica, α𝑖𝑗 é o coeficiente de expansão térmica, T é a temperatura 

instantânea e Tref é a temperatura de referência na qual a dilatação térmica é nula. 

2.3.4 Tensão plástica 

A soldagem por fusão envolve processos físicos complexos onde diversos fenômenos 

termomecânicos ocorrem durante as etapas de soldagem. Para caracterizar por meio de simulação 

numérica as alterações plásticas do material durante o processo de soldagem, duas considerações 

podem ser assumidas para a plasticidade: independente da taxa de deformação e dependente da 

taxa de deformação. No primeiro caso, considera-se que existem deformações térmicas 

instantâneas e irreversíveis, independentes do tempo, quando o material atinge um limite de 

tensão. No segundo, a influência do tempo se torna determinante uma vez que a deformação do 

material ocorrerá em função da taxa de aplicação do carregamento. Este último caso também pode 

ser nomeado como viscoplasticidade (ANSYS, 2018; GOLDAK, 2005; LINDGREN, 2014). 

Segundo GOLDAK (2005) quanto maiores a temperatura e o tempo de aplicação, maior 

é a chance de que o material apresente um comportamento viscoso nas regiões da zona fundida. 

Para casos dessa natureza pode ser adotada a caracterização da plasticidade como dependente da 

taxa de deformação. Porém, em processos de soldagem onde o material tem altas temperaturas 

em períodos muito curtos de tempo (soldagem TIG, aluminotérmica, etc.), os efeitos viscosos 

podem ser desprezados e utiliza-se a plasticidade independente da taxa de deformação 

(PILIPENKO, 2001; DENG et al., 2007; JOSEFSON et al., 2020).  

Como ressaltado pela literatura, a plasticidade independente da taxa de deformação pode 

ser adotada em diversos processos de soldagem sem levar à perda da acuracidade dos resultados. 

A modelagem numérica elastoplástica adotada para os materiais com essa característica é baseada 

em três conceitos: critério de escoamento, regra de fluxo e modelo de encruamento (DUNNE, 

2005; ANSYS, 2018). 

2.3.4.1 Critério de escoamento  

Para iniciar o escoamento do material é necessário determinar um patamar de tensão 

limite. O modelo mais utilizado para determinar esse nível de tensão é o critério de Von Mises, 

Equação (31), em termos das tensões principais (DUNNE, 2005; ANSYS, 2018). As superfícies 

que representam o critério e outro possível critério de falha (Tresca) são mostradas na Figura 10. 

 𝜎𝐸𝑉𝑀 =
1

√2
 [(𝜎1 − 𝜎2)2 +  (𝜎2 −  𝜎3)2 +  (𝜎3 −  𝜎1)2]

1
2⁄ , (31) 

Na Equação (31)  𝜎EVM é a tensão equivalente de Von Mises e 𝜎1 , 𝜎2  e 𝜎3   representam as 

tensões principais. 
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Figura 10 - Representação da superfícies de falha de Tresca e Von Mises. 

 O critério de escoamento pode ser representado pela Equação (32), no qual a função dos 

componentes individuais de tensões, f(σij), irá avaliar se o elemento está escoando ou não. Neste 

caso, quando a tensão equivalente (σEVM) é igual ao parâmetro de escoamento σy, o material 

desenvolve deformações plásticas. Porém, quando σEVM é menor do que σy, o material está em 

regime elástico e as tensões são caracterizadas segunda a Equação (29) (DUNNE, 2005; ANSYS, 

2018). 

 𝑓(𝜎𝑖𝑗 , 𝜎𝑦 ) =  𝜎𝐸𝑉𝑀 −  𝜎𝑦 , (32) 

A tensão equivalente de Von Mises não pode ultrapassar a tensão de escoamento se não 

houver plasticidade, uma vez que isso faria com que as deformações plásticas ocorressem 

instantaneamente, reduzindo a tensão ao valor do limite de escoamento (DUNNE, 2005; ANSYS, 

2018). 

2.3.4.2 Regra de fluxo 

A regra de fluxo determina a relação entre tensão e deformações plásticas e pode ser 

calculada pela Equação (33). Essa regra descreve que a plastificação do material ocorre na direção 

normal à linha tangente à superfície de escoamento, que passa pelo ponto no qual a carga é 

aplicada.  

 𝜀𝑃 = 𝜆𝑝  
𝜕𝑓

𝜕𝜎
  , (33) 

Na Equação (33) λ é o multiplicador de plástico (que determina a quantidade de 

deformação plástica) e f é a função da tensão denominada potencial plástico (que determina a 

direção da deformação plástica). 

2.3.4.3 Modelo de encruamento 

 Para a modelagem do encruamento podem ser utilizados três critérios diferentes: 

isotrópico, cinemático ou o modelo combinado. Porém, de acordo com a literatura o encruamento 

cinemático é amplamente utilizado para processos de soldagem por fusão e será adotado neste 

trabalho (PILIPENKO, 2001; LINDGREN, 2001; DENG e MURAKAWA, 2006; TAWFIK, 

MUTTON e CHIU, 2008; PERIC et al., 2014; JOSEFSON et al., 2020). 
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 No encruamento cinemático a superfície cilíndrica de Von Mises, Figura 10, não 

apresenta expansão, porém, o centro do eixo hidrostático se desloca no espaço, como mostra a 

Figura 11. A translação da superfície de Von Mises para uma dada direção é realizada por meio 

das tensões denominadas backstress, (𝛼). Estas tensões, por sua vez, são de natureza tensorial e 

indicam a nova posição do centro da superfície de escoamento após cada passo de carregamento. 

A Equação (34) mostra o modelo de encruamento cinemático linear definido pela lei de Ziegler, 

(ABAQUS, 2009; ANSYS, 2018). O efeito da tensão backstress tem o nome de efeito 

Bauschinger. Este efeito relata que um corpo quando carregado sob tração e depois descarregado 

até zero e novamente recarregado sob compressão tem seu limite de escoamento em compressão 

inferior ao de tração (GONÇALVES, 2017; REIS, DIAS e SANTOS, 2022). 

 

Figura 11 - Modelo de encruamento cinemático linear. Adaptado de (DUNNE, 2005). 

 𝛼̇ =  𝐶
1

𝜎0
(𝜎𝑖𝑗 −  𝛼 )𝜀̇𝑝 , (34) 

 𝐶 =  
𝜎𝑖 −  𝜎0

𝜀𝑖
𝑝

 

 , (35) 

Na Equação (34) e Equação (35) 𝜀.𝑝𝑙 é a taxa de deformação equivalente, 𝐶 é o módulo de 

encruamento cinemático, 𝜎0 é a tensão de escoamento da superfície, 𝛼 é o parâmetro de 

encruamento ou o salto de tensão (backstress), 𝜎𝑖 e 𝜀𝑝𝑙
𝑖 são as tensões e deformações plásticas no 

mesmo ponto, respectivamente. 

 Ao considerar o modelo de encruamento cinemático a função de escoamento (f) pode ser 

representada pela Equação (36) (ABAQUS, 2009; ANSYS, 2018). 

 𝑓 = (
3

2
(𝜎′ − 𝛼′): (𝜎′ −  𝛼′))

1
2⁄

−  𝜎𝑦0 =  𝜎𝐸𝑉𝑀 −  𝜎𝑦0 , (36) 

Na equação (36) 𝜎′ é o tensor de distorção, 𝛼′ é o tensor de distorção de backstress, 𝜎EVM 

é a tensão equivalente, 𝜎𝑦0 é o limite de escoamento uniaxial do material. 
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3  Revisão bibliográfica  

Nesta seção será abordada uma ampla busca pelos principais trabalhos científicos que 

permeiam principalmente a soldagem aluminotérmica em trilhos dentre outros temas 

correlacionados ao assunto desta tese de doutoramento. No presente estudo os artigos foram 

inseridos ao longo do texto em ordem cronológica, para melhor compreensão dos avanços 

tecnológicos deste importante tema para o setor ferroviário.  

3.1 Modelagem numérica do processo de soldagem 

Em um contexto amplo, as soldagens por fusão possuem uma extensa aplicação na junção 

de placas e tubos. Essa utilização comum pode ser caracterizada pelo tipo de junta (topo, ângulo, 

canto, aresta e sobreposta) e pelo tipo de chanfro (em I, em V, em X etc.).  Os estudos na literatura 

que abordam experimental e numericamente o processo de soldagem por fusão em placas são 

fundamentais para a compreensão das principais técnicas envolvidas no preenchimento de 

material fundido neste trabalho. Alguns destes trabalhos são apresentados neste capítulo.  

Para caracterizar o processo de soldagem por arco submerso, com adição de metal em 

uma junta do tipo V, FAMOUS et al. (2002) desenvolveram dois modelos numéricos 

tridimensionais em elementos finitos no programa comercial Abaqus.  Os autores compararam o 

preenchimento do gap com a técnica de movimento de malha (desenvolvida pelo autor) e com a 

técnica Element Birth and Death (EBD). Esta técnica é baseada na ativação e desativação da 

malha já existente dando uma ideia de geração dinâmica de malha em uma dada região. Isto é 

feito através da multiplicação da condutividade ou rigidez local do elemento por um fator de 

escala predefinido. No trabalho, foi considerada a mudança de fase e de estado por meio do calor 

latente adicionado na variação de calor específico do material (FRIEDMAN, 1975; BROWN e 

SONG, 1992). No geral, os autores usaram a técnica EBD para validar o modelo em elementos 

finitos proposto pela nova técnica desenvolvida. Nos resultados, os autores compararam a análise 

térmica, mecânica e o custo computacional. Apesar de observado uma redução pela metade do 

tempo total quando usada a técnica de movimento do elemento em comparação com o EBD, na 

parte térmica houve diferenças durante o ciclo térmico o que resultou em outras variações na 

análise mecânica. Note que a técnica Element Birth and Death foi destaque deste trabalho, por 

ser um método usado para a validação de um modelo de soldagem por fusão com adição de 

material. 

A partir da mesma técnica EBD mencionada anteriormente, DENG et al.  (2006) 

desenvolveram um modelo 3D simétrico no software Abaqus para simular o processo de soldagem 

TIG (Tungsten Inert Gas) em tubos. Os autores preencheram o gap de solda em duas passadas 

bem como em seu experimento. À medida em que o modelo ativava os elementos pela técnica 

Element Birth and Death, foi aplicado um fluxo de calor distribuído de forma elipsoidal 

(GOLDAK, CHAKRAVARTI e BIBBY, 1984). O processo de fusão e solidificação foi 

caracterizado por meio do calor específico efetivo. As medições de temperatura pelos termopares 

foram feitas próximos da região de solda. Nos resultados, os autores compararam o perfil térmico 

em função do tempo do modelo numérico com as curvas experimentais. Mostraram que as curvas 

simuladas foram próximas das temperaturas medidas experimentalmente, permitindo validar o 

modelo numérico desenvolvido. Além da análise térmica, foi feito um estudo mecânico no modelo 

3D, mostrando que as tensões circunferenciais não se alteraram nessa direção. Isso permitiu 

utilizar um modelo axissimétrico (2D) para o mesmo cálculo. Ao comparar o modelo 3D e 2D 

com os resultados experimentais, percebeu-se uma aproximação adequada dos valores das tensões 

axiais e circunferenciais ao final do processo de soldagem TIG. Como o modelo 2D proposto 

representou coerentemente o resultado experimental, foi possível reduzir o custo computacional 

em comparação ao modelo 3D. 
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ANCA et al. (2011) propuseram um modelo numérico 3D com metade da simetria para 

representar a soldagem TIG de placas espessas com múltiplas camadas, usando como material de 

deposição o Ti-6Al-4V. A modelagem numérica foi conduzida usando o método dos elementos 

finitos. Segundo os autores, este tipo de soldagem também pode ser usado para prototipagem, 

onde recebe o nome de Shaped Metal Deposition (SMD), cuja aplicação é feita por meio de robôs 

industriais. Neste trabalho, a distribuição de calor que passa pela região adota o modelo de 

GOLDAK, CHAKRAVARTI e BIBBY (1984). Este modelo usa fórmulas analíticas para 

representar uma distribuição dupla elipsoidal de fluxo de calor de acordo com diversas variáveis 

(tempo, geometria, corrente, voltagem etc.). A técnica EBD foi aplicada no modelo de elementos 

finitos para a adição de material. Ao confrontar os resultados do experimento com os obtidos pela 

simulação numérica, percebeu-se que as temperaturas ficaram próximas das que foram obtidas 

por medição, com uma aproximação satisfatória. 

SEYYEDIAN et al. (2012) fizeram um modelo 3D no software Ansys para comparar 

diferentes maneiras de soldar duas placas por meio da alteração da sequência e da direção do 

cordão de solda. Os autores também utilizaram a técnica Element Birth and Death para realizar o 

preenchimento do gap de solda. Para validar o modelo, os autores utilizaram dados experimentais. 

Os resultados numéricos e experimentais mostraram que a sequência e a direção da soldagem têm 

uma grande influência nas distorções angulares e nas tensões residuais longitudinais. Pelos 

resultados da sequência de soldagem indo do centro para a bordas da placa, notou-se que a 

magnitude de tensões residuais longitudinais diminui em comparação com soldagem 

convencional, que vai da esquerda para a direita (de ponta a ponta). Os autores concluíram que a 

soldagem simétrica, indo do centro em direção às bordas, pode ser usada como um método 

econômico para aliviar as distorções angulares em placas soldadas com junta tipo topo. 

CHEN B. et al. (2014) fizeram uma comparação entre dois modelos numéricos 

desenvolvidos no software Ansys e um experimento de soldagem com arco elétrico em chapas. 

Um dos principais intuitos foi analisar quais dos modelos numéricos desenvolvidos mais se 

aproximava do resultado experimental. Um modelo numérico foi desenvolvido com a técnica 

EBD e o outro não. Além disso, durante o processo foi adotado o calor específico (explicado na 

seção 2.2 desta tese) para quantificar o ciclo térmico de soldagem, cujas propriedades foram 

extraídas da literatura  (ATTARHA e SATTARIFAR, 2011). Ao confrontar os dados do 

experimento térmico com os dois modelos numéricos desenvolvidos, apenas o modelo com a 

técnica Element Birth and Death se aproximou dos resultados experimentais. Com isso observou-

se o quão importante é a técnica EBD para a caracterização dos efeitos do ciclo térmico da 

soldagem. 

PERIC et al. (2014) desenvolveram dois modelos 3D para comparar a utilização de 

elementos finitos do tipo casca (shell) com a utilização de uma malha sólida. Com o uso do 

software Abaqus, o principal intuito foi verificar a melhoria na eficiência computacional e a 

precisão em processos de soldagem comparando um modelo todo em malha 3D com um modelo 

possuindo malha 3D somente na região de solda, onde o restante foi preenchido com malha 2D 

(Shell) A técnica Element Birth and Death foi adotada para caracterizar o preenchimento de 

material fundido no gap de solda de ambos os modelos. Ao confrontar os resultados de distorções 

e tensões residuais entre os modelos numéricos notou-se que houve uma aproximação adequada, 

não só com os dados experimentais, mas principalmente entre os modelos de elementos finitos. 

Quanto ao custo computacional, o método de simplificação das chapas por elemento do tipo shell 

foi eficaz para análise estrutural podendo reduzir em até 42% do tempo total de uma análise em 

comparação ao modelo convencional usando uma malha 3D em toda a geometria (PERIC et al., 

2018).  
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SAGAR, GOPE e CHATTOPADHYAYA (2018) fizeram um estudo numérico e 

experimental com soldagem TIG em liga de titânio Ti-6Al-4V. O fluxo de calor foi aplicado 

segundo o aporte de calor ou de energia necessária para a soldagem (relacionado por meio da 

velocidade e da energia disponível calculada pela corrente elétrica, tensão e eficiência). Neste 

trabalho não houve uma preocupação no histórico de temperaturas, mas sim com os picos de 

temperatura obtidos. Com isso os autores adotaram apenas as propriedades térmicas fixas 

(densidade, calor específico, condutividade). O avanço da solda foi feito por meio da técnica 

elemento Element Birth and Death aplicando o aporte de energia (medido em J/cm). Ao comparar 

a análise numérica com a parte experimental verificaram que os picos de temperatura foram 

coincidentes com o experimento, o que permitiu validar o modelo com a técnica EBD. 

SHIRI e HEIDAR (2019) desenvolveram um modelo 2D simétrico no centro de solda 

para simular o processo de soldagem TIG de placas. O modelo representa um corte transversal na 

direção de solda e para compensar os efeitos térmicos que existem ao redor do plano de estudo a 

condição de contorno foi iterativa. Com isso, na medida em que o cordão de solda avança de 

encontro ao plano do modelo 2D, era adicionado no modelo o fluxo de calor pertinente para  

representar o processo. Além disso, a técnica EBD foi inserida para garantir a representatividade 

da adição das três camadas de metal fundido nos dois tipos de chanfros analisados (V e X). Ao 

confrontar os resultados experimentais térmico e mecânico com os modelos numéricos notaram 

diferenças significativas principalmente no chanfro em V. Os autores observaram que quando a 

velocidade de soldagem é muito maior que a velocidade de condução de calor o modelo pode ser 

considerado bidimensional, o que é eficaz e acelera a simulação. Isto foi comprovado por meio 

da comparação do modelo numérico com os dados experimentais. Note que em ambos os chanfros 

dos modelos numéricos usou-se a técnica EBD que, mesmo em 2D foi essencial para a 

aproximação dos resultados. 

MARQUES, SILVA e PEREIRA (2020) fizeram um levantamento dos principais 

trabalhos de modelagem numérica de soldagem por fusão de placas com o intuito de detectar a 

precisão dos vários modelos numéricos da literatura em confronto com os experimentos de cada 

trabalho. Este trabalho teve um viés mais voltado ao mercado, a fim de mostrar como os diversos 

softwares analisados se comportam para as aplicações nas industriais de soldagem de placas. No 

trabalho, os autores compararam vários softwares comerciais e os seus recursos para a 

caracterização da soldagem. Dentre eles estão: o Abaqus, Ansys, Comsol e Sysweld. Grande parte 

dos trabalhos analisados pelos autores usaram a técnica EBD para a adição de metal fundido na 

solda. Dentre eles, seguem alguns que ainda não foram mencionados na tese: STAMENKOVIC 

e VASOVIC (2009) usou o software Ansys para análise da tensão residual em soldagem de placas 

metalicas ASTM 36 por eletrodo revestido, KUMARI e SAIRAM (2013) adotou o Sysweld para 

simular a união de duas chapas por soldagem de feixe de eletrons (solda de alta intensidade de 

eletrons emetida sobre o material, também chamado de Electron Bean Welding), ARMENTANI, 

POZZI e SEPE (2014) optou pelo software Abaqus para modelar numericamente a junção 

permanente de placas por soldagem MIG, SELEVS, PERIC e TONKOVIC (2018) desenvolveu 

uma modelagem numerica da soldagem MAG de placas utilzando o Abaqus e LI et al. (2019) que 

modelou o processo de soldagem MAG em placas no software Abaqus. O comparativo de 

MARQUES, SILVA e PEREIRA (2020) mostrou que os resultados calculados nos modelos 

numéricos foram satisfatórios dentro do padrão de qualidade industrial em cada um dos processos. 

Além disso, observou-se que os modelos desenvolvidos no software Comsol possuem resultados 

melhores para análises térmicas, e os programas Abaqus, Ansys e Sysweld podem ser usados em 

análises termomecânicas complexas por oferecerem um suporte melhor tanto térmico quanto 

mecânico. 
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Diante das diversas produções cientificas mencionadas anteriormente perceber-se que o 

uso da técnica Element Birth and Death para processos de soldagem por fusão é atual. Além disso, 

essa técnica permite calcular temperaturas que se aproximam adequadamente com os resultados 

obtidos experimentalmente. Por meio dos trabalhos científicos nota-se também que, em geral, são 

adotados o calor específico efetivo (explicado na seção 2.2 desta tese) para a caracterização do 

material envolvido na soldagem. Como a soldagem por fusão apresenta um contexto amplo de 

soldas e dado o objetivo deste trabalho, optou-se por aglutinar em um tópico apenas os artigos 

científicos que envolvem a soldagem aluminotérmica em trilhos. 

3.2 Soldagem em trilhos 

A soldagem em trilhos permite que a linha férrea seja contínua, possibilitando que a via 

permanente seja estendida para a utilização por trens de carga ou passageiros. Na sequência são 

apresentados os trabalhos mais preponderantes para a soldagem aluminotérmica de trilhos no 

contexto de análise térmica e mecânica.   

WEBSTER et al. (1997)  fizeram várias análises experimentais por difração de nêutrons 

em soldas aluminotérmicas de trilhos para mapear o campo de tensões residuais. Esse 

mapeamento foi fundamental para embasar o desenvolvimento de vários modelos numéricos da 

literatura, posteriormente (MOUALLIF et al., 2012; MOUALLIF, RADI e MOUALLIF, 2015; 

JOSEFSON et al., 2020; LIMA et al., 2022). A técnica consiste basicamente em empregar uma 

sonda que emite um sinal (feixe de nêutrons) no material, cuja rede cristalina possui espaços 

diferentes entre os átomos, conforme o estado de tensão residual. Em regiões de tração, alma do 

trilho por exemplo, os átomos estarão mais afastados na direção da deformação enquanto os 

átomos sob compressão (boleto e patim) estarão mais próximos. Com o feixe de nêutrons emitido 

no material é possível captar e mapear as deformações da rede cristalina da região onde a solda 

penetrou. Com isso, os autores conseguiram representar a distribuição das tensões em várias 

direções. A partir dos resultados obtidos, os autores observaram que o campo de tensões residuais 

produzido pelo procedimento padrão de soldagem aluminotérmica é benéfico quanto à propensão 

a falhas, sendo compressivo no boleto e no patim, na direção longitudinal. 

Dentre as principais contribuições para o desenvolvimento de modelos de soldagem 

aluminotérmica em trilhos está o trabalho de CHEN et al. (2006a). Os autores desenvolveram um 

modelo numérico representando 1/4 de simetria da região de soldagem do trilho TR68 (AREMA 

136RE), como mostra a Figura 12. O calor específico efetivo foi utilizado para caracterizar o 

comportamento do aço durante as transformações de fase. O principal intuito do artigo foi 

verificar a influência dos diversos parâmetros na soldagem aluminotérmica de trilhos no contexto 

exclusivamente térmico. Dentre os parâmetros analisados, podem ser citados: tempo de 

preaquecimento, tamanho do gap (vazio a ser preenchido entre as superfícies dos trilhos soldados) 

e temperatura do líquido no começo do processo.  Com o modelo em conformidade com os 

experimentos, nos resultados obtidos identificou-se que o gap é o parâmetro que mais influência 

na soldagem aluminotérmica de trilhos, como pode ser visto na Tabela 1. Os efeitos dos outros 

parâmetros foram significantes apenas com o gap pequeno. Por meio da tabela, também é possível 

notar que depois do gap o tempo de preaquecimento e a temperatura líquida são os que mais 

influenciam o gradiente de temperatura e o tempo de solidificação. 
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Figura 12 - Modelo numérico 3D com e sem o metal de adição, adaptado de (CHEN et al., 

2006a). 

Tabela 1 Influência dos parâmetros sobre as condições térmica, (CHEN et al., 2006b). 

 Efeito sobre 

Parâmetro da solda Gradiente de temperatura Tempo de solidificação 

Tempo preaquecimento Moderado Forte 

Fluxo de calor Fraco Fraco 

Tempo pos-aquecimento Fraco Fraco 

Temperatura líquida Forte Forte 

Temperatura ambiente Fraco Fraco 

Gap Muito forte Muito forte 

 

No trabalho seguinte dos mesmos autores, CHEN et al., (2006b), eles avaliaram, com o 

mesmo modelo, um dos principais problemas que ocorrem neste tipo de soldagem, chamado de 

gota fria (cold lap). Este tipo de defeito ocorre na interface sólido-líquido do metal quando existe 

uma fusão inadequada entre o metal de solda e a superfície do trilho. Os autores aproveitaram o 

modelo térmico desenvolvido, Figura 12, para analisar a que profundidade houve fundição do 

material soldado. Com esse parâmetro, foi possível quantificar a probabilidade de formação do 

defeito variando os parâmetros de soldagem. No trabalho foram alterados a temperatura líquida 

do metal durante o preenchimento do gap (TL), o tempo de preaquecimento (tpre) e o tamanho do 

gap da solda. Dentre os resultados, foi feito um mapeamento para a evitar a formação do defeito 

cold lap.  Para simplificar os resultados foi construída a Tabela 2 que mostra os principais 

mapeamentos dentro dos parâmetros analisados para que não ocorra o defeito cold lap. Por meio 

dos resultados percebeu-se que duas alternativas poderiam evitar a formação do defeito cold lap 

na solda aluminotérmica de trilhos. A primeira seria usando o um gap maior (35 mm) que o padrão 

(25 mm) em conjunto com o mesmo tempo de preaquecimento somado com 2100ºC de máxima 

temperatura do metal líquido adicionado. A segunda maneira poderia ser aumentando o gap para 

38 mm em conjunto com tempo de preaquecimento maior (6,25 min) sendo mantido a temperatura 

máxima de metal líquido em 2050ºC. Dada a profundidade deste estudo, os trabalhos destes 

autores foram importantes no desenvolvimento de outros modelos numéricos para representarem 

o processo de soldagem de trilhos (TUCHKOVA, 2011; MANZKE et al., 2018; JOSEFSON et 

al., 2020) 
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Tabela 2 Resumo dos resultados obtidos pela variação dos parâmetros de soldagem para evitar o 

defeito de cold lap (CHEN et al., 2006b). 

 TL tpre (min) Gap (mm) 

Solda convencional 2050 5 25 

Alternativa 1 2100 5 35 

Alternativa 2  2050 6,25 38 

 

Existem diversos trabalhos que reproduzem por meio de modelagem numérica o processo 

de soldagem por centelhamento. No caso da soldagem por centelhamento (Flash-butt) é 

necessário modelar a resistência de transição entre as superfícies de soldagem para gerar a fonte 

de calor do processo. Dentre os principais trabalhos, TAWFIK, MUTTON e CHIU (2008) 

desenvolveram um modelo termomecânico em elementos finitos no software Abaqus para 

verificar a influência do resfriamento acelerado nas tensões residuais após o processo de soldagem 

no trilho. De acordo com os resultados das simulações, as tensões de tração na alma do trilho são 

as mais afetadas pelo rápido resfriamento. Segundo os autores, uma das maneiras de reduzir esse 

efeito seria o aquecimento da base do trilho ao final do processo. 

ROSA e SANTOS (2009) compararam juntas aluminotérmicas convencionais de 90° com 

juntas em ângulos de 30º e 45º. Foram realizados ensaios de fadiga e dureza nas amostras soldadas 

para a inspeção da qualidade de acordo com as normas (NBR 11449, 1989; BSI, 1993; ABNT, 

2002). Os trilhos adotados para a análise foram do tipo TR68 (AREMA 136RE), que são 

utilizados na Estrada de Ferro Carajás (EFC). Os resultados obtidos indicaram que as soldagens 

em ângulo tiveram um comportamento satisfatório dentro do requerido pelas normas. Os autores 

observaram também uma diminuição dos defeitos internos em relação ao processo convencional 

de soldagem a 90◦. Contudo, destacaram a necessidade de melhorias no processo, principalmente 

no design do molde. 

MOUALLIF et al. (2012) desenvolveram dois modelos numéricos em Elementos Finitos, 

com o programa Ansys, para estudar os defeitos de adesão (ligação) e porosidade em soldagem 

aluminotérmica em trilhos. O defeito de adesão ocorre na interface trilho/solda gerando uma 

região oca entre as superfícies podendo ser causado por falha no preaquecimento do trilho. Já o 

defeito de porosidade são pequenas bolhas causadas pelo aprisionamento de gás durante a 

solidificação.  Os resultados obtidos indicaram um alto nível de concentração de tensões ao se 

incorporar os defeitos aos modelos. De acordo com o autor, os resultados numéricos mostraram 

que o defeito de adesão tende a concentrar mais as tensões que o defeito de porosidade. Em um 

trabalho posterior MOUALLIF, RADI e MOUALLIF (2015), os autores usaram um modelo 

similar ao anterior para acrescentar o efeito de carregamento da roda sobre o trilho. Para isso, 

utilizaram uma distribuição de pressão estimada pelo contato de Hertz (HERTZ, 1881). Os 

resultados confirmaram que o defeito de adesão foi o mais danoso ao trilho. 

MANAKOV et al. (2018) por meio de um modelo numérico desenvolvido no software 

LVMFLOW, identificaram o tempo necessário para atingir a temperatura ideal para a remoção do 

excesso de material na região de solda sem afetar a dureza superficial adequada (340 - 360 Hb). 

O software russo LVMFLOW foi adotado para a simulação de fundição em moldes. Estudos 

preliminares detectaram que essa temperatura deve permanecer em torno de 600°C para que a 

dureza adequada do material seja mantida (YANYUSHKIN et al., 2017). Pelos resultados 

(numérico e experimental), percebeu-se que o modelo numérico foi condizente com a análise 

experimental. A partir desse resultado, foi possível detectar que o modelo numérico alcançou a 

temperatura de 600°C depois de 20 min a partir do vazamento do metal líquido em uma soldagem 

convencional de trilho. 
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 MANZKE et al. (2018) propuseram um modelo térmico bidimensional simplificado do 

processo de soldagem aluminotérmica em trilhos composto pelas regiões do metal de solda, do 

molde e do trilho. O modelo foi desenvolvido utilizando o método das diferenças finitas e os 

resultados térmicos obtidos apresentaram um desvio de 16% em relação aos dados experimentais. 

Uma análise de sensibilidade demonstrou que a ZTA foi afetada significativamente pela 

temperatura de fusão do metal de solda e pelo calor específico do trilho.  

JOSEFSON et al. (2020) desenvolveram dois modelos numéricos de soldagem 

aluminotérmica empregando o software Abaqus, a fim de avaliar o efeito da imposição de pressão 

nas faces da solda após o vazamento. A estratégia utilizada pelos autores consiste na modelagem 

do vazamento sem aplicar a técnica Element Birth and Death para a análise térmica e usando uma 

técnica Silent Element para a análise mecânica. Esta estratégia assume que na etapa de vazamento 

ocorre em um curto intervalo de tempo em que todo o conjunto de elementos finitos representando 

o metal fundido é ativado. Em seu trabalho, foram apresentadas também análises térmicas e 

mecânicas baseadas em diversos trabalhos da literatura (WEBSTER et al., 1997; CHEN et al., 

2006; TUCHKOVA, 2011). Em simulações preliminares, os autores perceberam que os 

resultados não eram afetados pela inclusão das propriedades térmicas e mecânicas do molde no 

modelo. Com isso, o modelo foi desenvolvido considerando apenas as propriedades térmicas e 

mecânicas do trilho. Com o aumento da pressão na região de solda, observou-se o risco de 

surgimento de trincas devido ao aumento das tensões residuais nas regiões vizinhas, não 

melhorado as propriedades da solda com esta condição de soldagem.  

ALVES et al. (2020) apresentaram um estudo experimental sobre a formação do defeito 

de squat nas bordas da ZTA em soldas aluminotérmica de trilhos. O squat é um tipo de falha por 

deformação plástica superficial no boleto do trilho formado pelo processo de Rolling Contact 

Fatigue (RCF) (KUMAR, 2006). De acordo com os dados de GRASSIE e KALOUSEK (1997), 

estima-se que o squat prejudica as rodas ferroviárias e a via permanente, podendo provocar 

descarrilamento da composição. Tendo em vista a gravidade deste tipo de problema, ALVES et 

al. (2020) desenvolveram experimentos metalúrgicos e tribológicos em amostras retiradas de 

trilhos soldados por soldagem aluminotérmica. Também foram analisados a composição química, 

o gap e o tempo de pré-aquecimento do processo de soldagem. Os resultados obtidos indicam que 

a formação de squat está associada às regiões de perlita esferoidizada formadas na ZTA das 

soldas. Os testes tribológicos detectaram que as regiões de baixa dureza apresentaram menor 

resistência ao desgaste que as regiões do metal de solda e do metal base. Além disso, as regiões 

da ZTA que apresentaram temperaturas entre 906◦C e 630◦C tiveram a dureza reduzida pela 

metade.  Os resultados experimentais obtidos, como os da Figura 13, apontam que a alteração do 

tempo de pré-aquecimento proporciona um aumento significativo no comprimento da ZTA. De 

acordo com os autores, pode-se obter a redução da formação do squat reduzindo o tempo de pré-

aquecimento; esta alteração proporciona uma diminuição significativa da quantidade de calor na 

ZTA, impactando diretamente na menor propensão à formação do defeito. 
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Figura 13 - Teste experimental de soldagem ATW: a) Localização dos furos dos termopares no 

trilho e b) Histórico de temperatura obtidos após o processo de soldagem aluminotérmica, 

adaptado de (ALVES et al., 2020). 

Existem alguns casos em que o gap de solda padrão de 25 mm tenha que ser aumentado 

para até 50 mm a fim de eliminar algum trecho defeituoso na ferrovia. GALAY E LLINYKH 

(2021) desenvolveram um modelo numérico para análise térmica no software NovaFlow& Solid 

CV. O objetivo foi avaliar o quanto a ZTA é afetada pelo calor quando ocorre o aumento do gap 

de 25 para 50 mm. Os resultados da simulação mostraram que os limites da ZTA aumentaram de 

30 a 60% do valor original (80 – 95 mm). Segundo os autores os resultados reforçam a importância 

de modelos numéricos para representar o processo ATW, pois podem ser utilizados no 

monitoramento de juntas soldas em trilhos. 

O desgaste de juntas soldadas por ATW ou por Flash weld é comum em ferrovias de alta 

carga e alta velocidade. LI et al. (2021) fizeram um estudou experimental do desgaste de juntas 

soldadas por ATW e Fash com o intuito de verificar em qual situação de ciclo de impacto o 

desgaste é mais severo nos tipo de soldas. Os resultados mostraram que a resistência à fadiga da 

junta soldada por flash foi maior do que a da soldada por ATW quando as cargas são de baixo 

ciclo de impacto. Em contrapartida, as cargas e alto ciclo de impacto, o desgaste da junta soldada 

por flash aumentou acentuadamente e sendo mais severo do que o da junta soldada ATW. 

De acordo com SOVIC E GAVRILOVSKI (2022) o projeto de um bom molde também 

faz parte da execução de uma boa solda aluminotérmica. Anteriormente eram usados muito 

métodos experimentais e caros para a verificação da turbulência, escoria dentre outros parâmetros 

que afetam a qualidade da solda ATW. Porém, com o intuito de verificar o desenvolvimento de 

novos moldes em conjunto com o pacote de software Nova Flow & Solid CV foi feito um 

comparativo do modelo numérico com experimentos em condições industriais. O trabalho 

apresentou que os resultados das simulações de vazamento de aço thermite foram satisfatórios de 

acordo com a norma EU 13740-1:2017. Os autores notaram que o software trouxe robustez e 

praticidade ao se enquadrar na norma. 

. KENDALL et al. (2023) fizeram um levantamento dos principais trabalhos para medição 

experimental das tensões residuais em componentes ferroviários. O objetivo deste artigo foi 

oferecer uma revisão das técnicas de medição de tensão residual para componentes ferroviários 

incluindo juntas soldadas. O estudo mostrou que abordagens destrutivas com métodos de corte e 

furo profundo são mais comuns para obter da tensão residual em soldas, pois com isso é possível 

captar as regiões termicamente afetadas internamente. Já abordagens não destrutivas como 

radiação sincrotron, magnetismo e difração de neutros são mais utilizadas em análise 

microestrutural. 
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Apesar de existirem na literatura vários modelos numéricos utilizando o método dos 

elementos finitos para simulação da soldagem aluminotérmica em trilhos, nenhum deles emprega 

a técnica Element Birth and Death para representar todo o processo de soldagem envolvendo a 

modelagem térmica e mecânica. Espera-se que, diferentemente das demais alternativas, a técnica 

EBD permita simular com precisão o preenchimento do gap pelo metal de adição na região de 

vazamento.  

A técnica EBD consiste basicamente em ativar e desativar elementos de malha à medida 

que o metal de adição da solda preenche a região do gap entre o molde e os trilhos. Embora a 

técnica já tenha sido empregada em trabalhos para a modelagem da soldagem de placas finas e de 

espessura constante, ainda não foi usada para toda a modelagem da soldagem aluminotérmica de 

trilhos. 

Visto a relevância de um estudo sobre a aplicação da técnica Element Birth and Death 

para a obtenção dos resultados de adição de material no gap de solda, conforme mostrou a 

literatura, um modelo numérico termo-elastoplático foi desenvolvido. Todo o procedimento para 

a construção do modelo numérico bem como a definição dos principais fenômenos térmicos e 

mecânicos inseridos durante todo o processo de soldagem ATW são explicados na sequência. 
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4 Metodologia 

Neste capítulo serão apresentados os métodos empregados para a modelagem 

computacional da soldagem aluminotérmica de trilhos ferroviários. Para validação do modelo 

foram realizadas simulações de soldagem de trilhos do tipo UIC60 as quais foram comparadas 

com trabalhos numéricos e experimentais da literatura (JOSEFSON et al., 2020). O modelo 

numérico proposto foi submetido a variações de parâmetros da solda, como o tamanho da região 

do gap e o tempo de preaquecimento, para a investigação da influência sobre o campo de tensão 

final na região de solda. Está análise foi feita com um trilho do tipo TR68, considerando os dados 

experimentais térmicos previamente apresentados pela literatura (ALVES et al., 2020). Além 

disso, foram analisados os efeitos do processo ATW nas tensões resultantes para trilhos micro 

ligados à vanádio, bem como a aplicação do modelo para soldagem ATW em trilhos do tipo TR57. 

O processo de soldagem foi modelado numericamente com o software Ansys® APDL 

(Ansys  Parametric  Design  Language) (ANSYS, 2018).  Este software utiliza o Método dos 

Elementos Finitos (MEF) para construir soluções aproximadas para as equações diferenciais de 

conservação de energia e de equilíbrio, que podem ser usadas para descrever o comportamento 

térmico e mecânico durante a soldagem. O modelo numérico realiza a análise termomecânica 

sequencialmente, conforme as etapas apresentadas no diagrama da Figura 14. Primeiramente, 

realiza-se uma análise térmica para o cálculo do campo de temperaturas. Em seguida, este 

resultado é utilizado como carregamento térmico na análise mecânica para o cálculo das tensões 

residuais geradas pelo efeito termomecânico. A transição entre as equações pode ser vistas com 

mais detalhes na literatura (TENG, 2003; COOK, 2007; ANSYS, 2018). 

 

 

Figura 14 - Diagrama descrevendo a estratégia empregada para a análise termomecânica da 

soldagem aluminotérimica de trilhos (TENG, 2003; COOK, 2007; ANSYS, 2018) 
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onde:  

{L} é vetor coluna operador gradiente 

{L}T = [∂/∂x ∂/∂y ∂/∂z] 

{q} = -[D]{L}T que representa o fluxo de calor por condução 

[D] representa a matriz de condutividade na análise térmica 

qG é o calor gerado pelo aporte térmico por unidade de volume 

qc é a perda de calor devido por convecção 

h é o coeficiente de filme de referência 

T é a temperatura no ponto determinado 

T0 é a temperatura ambiente 

[Ce
t] = ∫Ɐ ρc{N}{N}T dⱯ representa a matriz do calor específico 

Ɐ é o volume de controle do elemento diferencial 

{N} representa o vetor das funções de forma 

[Ke
th] = ∫Ɐ [B]T[D][B] dⱯ representa a matriz de condutividade por difusão 

[B] = {L}{N}T representa a matriz gradiente térmica ou a derivada das funções de forma 

[Ke
tc] = ∫S1+S2 hf{N}{N}T d(S1+S2) representa a matriz de condutividade por superfície de 

convecção 

{Qe
f} = ∫S1 {N}qsup  dS1 representa o vetor de fluxo de calor na superfície S1 

{Qe
c} = ∫S1+S2 hf{ N}{N}T  d(S1+S2)  representa o vetor de fluxo de calor de convecção 

{Qe
G} = ∫Ɐ {N}qG  dⱯ representa o vetor de fluxo de calor por aporte de calor da soldagem 

{Te} representa o vetor de temperaturas nodais do elemento 

σij representa as componentes do tensor de tensões, sendo σij = σji  

fj representa as componentes das forças no corpo 

εij,kl , εkl,ij , εlj,ki , εki,lj representam as componentes da equação de compatibilidade para unicidade 

das funções de deslocamento e garantia de continuidade. 

{dσ} representa o incremento de tensão da parcela elástica e térmica 

[D] = {D}el + {D}ep representa a soma das matrizes de elasticidade e plasticidade na análise 

mecânica, respectivamente. 

{dε} representa o vetor de incremento de deformação 

{dT} representa o incremento de temperatura 

{C} = {D}el ({α} + (∂{D}-1
el /∂T){σ}) representa o vetor de carregamento térmico 

m+1{K1} = ∫Ɐ [B]T[D][B]{ΔUe} dⱯ representa a parcela de carregamento de deslocamento da 

análise incremental.  

{ΔUe} representa o vetor de incrementos de deslocamentos nodais do elemento 

m+1{K2} = ∫Ɐ [B]T{C}[M]{ΔTe} dⱯ representa a parcela de carregamento de temperaturas da análise 

incremental 

{ΔTe} representa o vetor de incrementos de temperaturas nodais do elemento 
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[M] representa a matriz função de forma da temperatura 

{ΔR} = ∫Ɐ [B]T{Δσe} dⱯ representa a variação do incremento de carga durante a análise 

{Δσe} representa o vetor de incrementos de tensões do elemento 

{Te} representa o vetor de temperaturas nodais do elemento 

 

Conforme dito em parágrafos anteriores, inicialmente foram realizadas simulações de 

soldagem de trilhos UIC60 para validação do modelo proposto com trabalhos da literatura. Os 

resultados numéricos para os perfis de temperatura e os comprimentos das zonas termicamente 

afetadas (ZTA) e de fusão (ZF) obtidos com o novo modelo foram comparados com os resultados 

disponíveis nos trabalhos (CHEN et al., 2006; JOSEFSON et al., 2020) e os resultados das tensões 

residuais obtidos foram comparados com os trabalhos (WEBSTER et al., 1997) (JOSEFSON et 

al., 2020).  

Com o modelo comparado com a literatura, com resultados adequados, foram obtidos 

resultados para uma simulação do processo de soldagem de um trilho TR68 em condições típicas 

da Estrada de Ferro Carajás (EFC). Por meio desse foi possível variar parâmetros de soldagem 

como o gap e o tempo de pré-aquecimento, apontados como principais fatores de influência 

térmicos e metalúrgicos em processos de soldagem aluminotermica de trilhos (CHEN et al., 

2006a; ALVES et al., 2020). 

Por fim, para atender aos objetivos propostos ao escopo do trabalho foi avaliada a 

influência da mudança de material do trilho convencional para um trilho microligado, tendência 

atual de diversas ferrovias no mundo. Para isso, foram inseridos nos modelos as principais 

propriedades mecânicas de acordo com a literatura.  

É importante reforçar que o modelo proposto adota a técnica Element Birth and Death 

com um dos diferenciais deste trabalho para representar a adição de metal no gap no processo de 

soldagem aluminotérmica de trilhos o que ainda não havia sido feito (LIMA et al., 2022). A seção 

seguinte apresenta a técnica em detalhes. 

4.1 Técnica Element Birth and Death – EBD  

A soldagem aluminotérmica de trilhos usa a adição de material fundido em alta 

temperatura pela redução dos óxidos metálicos a partir do alumínio. Este material é vazado em 

uma região denominada gap, que é limitada pelas paredes internas do molde e pelas superfícies 

transversais livres dos trilhos a serem soldadas. De acordo com CHEN, HASHEMZADEH e 

SOARES (2014), a técnica Element Birth and Death é uma ferramenta extremamente útil e 

adequada para simulação numérica de processos de soldagem por fundição, em especial porque 

permite a adição contínua de material ao longo do processo. 

A técnica EBD parte de uma malha em elementos finitos inicial do trilho representando 

¼ do modelo, conforme a Figura 15(a). Alguns elementos desta malha são selecionados para 

serem desativados para simular a região do gap inicialmente sem material, como mostra a Figura 

15(b). Esta desativação é realizada pelo efeito Death da técnica por meio de um fator de escala 

do software Ansys® (ESTIF). A malha com o trecho já desativado pela técnica está representada 

na Figura 15(c). No caso de uma análise térmica, a condutividade do elemento é controlada por 

este fator; no caso de uma análise mecânica, é a rigidez do elemento que é moderada pelo mesmo 

fator. Quando o fator de escala é definido como um valor muito pequeno e é multiplicado pela 

condutividade local do elemento, o impacto desse elemento se torna insignificante na matriz de 

condutividade global do modelo. Além disso, os efeitos de cargas térmicas ou mecânicas, bem 

como a massa específica, calor específico e energia também acabam sendo diminuídos do 
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conjunto global de elementos. O valor do termo ESTIF adotado no presente trabalho para reduzir 

o efeito dos elementos desativados nas análises térmica e mecânica foi de 10−20 (LIMA et al., 

2022). 

 

Figura 15 - Representação da desativação de elementos por meio da técnica EBD.  

No caso do efeito Birth, os elementos são ativados na medida que o gap é preenchido na 

etapa de vazamento de metal fundido, conforme apresentado na Figura 16. Isto significa que os 

valores das propriedades dos elementos que foram praticamente zerados voltam a assumir os seus 

valores de antes da desativação. Os detalhes do grupo de elementos desativados e ativados pela 

técnica EBD no modelo proposto são apresentados e discutidos posteriormente. 

 

Figura 16 - Representação da ativação de elementos por meio da técnica EBD.  
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4.2 Modelo numérico de validação 

Para a validação da simulação do processo de soldagem ATW em trilhos ferroviários 

foram adotados trabalhos da literatura com modelamentos numéricos utilizando o método dos 

elementos finitos (CHEN et al., 2006; JOSEFSON et al., 2020). Neste trabalho, para simular a 

etapa de vazamento e preenchimento do gap ao longo do tempo, foi utilizada a técnica Element 

Birth and Death (EBD). Esse método simula a adição (Birth) e remoção (Death) de elementos em 

uma malha de modo controlado (ANSYS, 2018). Além disso, o modelo numérico desenvolvido 

foi dividido em análise térmica e mecânica.  

4.2.1 Análise térmica 

O modelo do trilho para a análise térmica usa elementos do tipo SOLID70, disponível na 

biblioteca de elementos do software Ansys® APDL. Este elemento é de primeira ordem podendo 

ser hexaédrico ou prismático. Ele é aplicado para análise térmica 3D nos estados estacionários ou 

transientes e possui um grau de liberdade por nó (temperatura). Com isso, o modelo desenvolvido 

possui 47000 nós distribuídos em 38000 elementos, como apresentado na Figura 17. Na região 

de solda (Z0 a Z2), foram utilizados elementos mais refinados (cerca de 2,5 mm), aumentando-se 

o tamanho gradualmente no sentido longitudinal (eixo Z) à medida que se atingem posições mais 

afastadas desta interface (Z3). Tal distribuição seguiu o que foi apresentado em diversos trabalhos 

sobre o assunto (SKYTTEBOL, JOSEFSON e RINGSBERG, 2005; JEZZINI-AOUAD, 2010; 

JOSEFSON et al., 2020; LIMA et al., 2022). Devido à simetria geométrica, apenas 1/4 do trilho 

foi modelado. 

 

Figura 17 - Malha de elementos finitos do modelo para as análise térmica e mecânica.  

 

Foram utilizadas as dimensões do trilho UIC60, Figura 18, na construção do modelo 

numérico inicial. Na Figura 17 e na Tabela 3 são apresentados as configurações geométricas e os 

nomes das regiões da seção transversal do trilho usadas na construção do modelo numérico. 
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Figura 18 - Dimensões (mm) do trilho UIC60 (MARUCA, 2021). 

 

Tabela 3 Dimensões do modelo numérico 3D para o trilho tipo UIC60.  

Parâmetros Símbolo Valores (mm) 

Comprimento do boleto W1 37 

Comprimento da alma W2 8,25 

Comprimento do patim W3 75 

Altura do trilho H1 172 

Gap L1 12,5 

Gap + Molde L2 32,5 

Comprimento total do trilho L3 1500 

 

4.2.1.1 Propriedades térmicas 

A densidade dos materiais do trilho e da solda foi mantida constante (ρ = 7880 10−9kg 

mm−3) durante todas as etapas do processo de soldagem. As propriedades térmicas que variam 

com a temperatura são apresentadas na Figura 19. Para quantificar o calor latente liberado ou 

absorvido durante as transformações de fase, foi utilizado o calor específico efetivo, definido pela 

expressão da Equação (15) (MORGAN, 1978; LINDGREN, 2001; REDDY, 2010).  

Com a curva de entalpia específica H (Figura 19) é possível resolver problemas de 

transformação de fase com mudança de estado, baseando-se apenas nas propriedades de 

condutividade térmica e calor específico efetivo do material. A curva Cp obtida pela Equação (15) 

está também representada na Figura 19. Na Equação (15), o termo Hn - Hn−1 representa a variação 

da entalpia específica após uma iteração de tempo na simulação numérica e Tn − Tn−1 representa 

a variação de temperatura neste mesmo intervalo de tempo. 
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Figura 19 - Gráficos das propriedades térmicas do trilho em função da temperatura (CHEN et 

al., 2006a; JOSEFSON et al., 2020). 

O material do trilho UCI60 utilizado foi o aço R260 (BEVAN et al., 2018). A composição 

química do material pode ser vista na Tabela 4. As temperaturas liquidus (Tl) e solidus (Ts) 

definem os pontos de mudança de fase e de estado, respectivamente. Para o material adotado, foi 

considerado TL = 1465ºC e TS  = 1380 ºC (CHEN et al., 2006a; JOSEFSON et al., 2020). Outra 

propriedade térmica importante para simulação do processo é a temperatura que representa a  

Zona Termicamente Afetada (ZTA), que, no presente trabalho foi adotada como sendo TZTA = 

723 ºC. 

Tabela 4 Composição química do material R260 do trilho UIC60 em peso percentual (Wt. %) 

(BEVAN et al., 2018). 

C Si Mn Pmax Smax Crmax 

0.62-0.80 0.15-0.58 0.70-1.20 0.025 0.025 0.15 

 

4.2.1.2 Condições de contorno do modelo Térmico 

As condições de contorno térmicas foram aplicadas ao modelo numérico de acordo com 

cada etapa do processo ATW (Figura 7). Os tópicos que se seguem apresentam cada uma das 

etapas: 

Etapa inicial: A temperatura inicial do trilho e do ambiente foram consideradas como T0 

= 18ºC. A superfície correspondente ao plano de simetria XY em Z0 (Figura 17) e as superfícies 

do plano de simetria YZ no centro do trilho, de Z0 até Z3, foram consideradas adiabáticas (Figura 

17). A transferência de calor por convecção da superfície do trilho para o meio ambiente foi 

modelada utilizando um coeficiente de transferência de calor na interface dependente da 

temperatura h(T), como apresentado na Figura 20. Este perfil de h(T) foi aplicado nas superfícies 

externas do trilho, desde o topo do boleto até o patim inferior. Para simular a troca de calor por 

condução nos suportes de 40 mm que apoiam os trilhos, Figura 17, foi aplicado um coeficiente 

de transferência de calor por convecção hsup = 13x10−6 Wmm−2 ºC−1 nas três regiões da superfície 

do patim inferior do trilho (JOSEFSON et al., 2020). Essas superfícies estão localizadas a 207,5, 

492,5 e 817,5 mm do eixo Z a partir do plano de simetria XY em Z0 conforme a  Figura 17.   
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Figura 20 - Coeficiente de transferencia de calor em função da temperatura (CHEN et al., 2006; 

JOSEFSON et al., 2020). 

Etapa de pré-aquecimento: Nesta etapa, os elementos contidos na região do gap, entre 

os planos Z0 a Z1, são desativados pela técnica Element Birth and Death. Toda a seção transversal 

no plano Z1 foi aquecida por meio de um fluxo de calor φpre(y), que varia em função da altura do 

trilho, conforme apresentado na Figura 21. O tempo total dessa etapa é de 3 min (ESVELD, 2001) 

(JOSEFSON et al., 2020). Para simular a troca de calor por condução do trilho para o molde 

durante a etapa de pré-aquecimento e nas etapas subsequentes, foi aplicado um coeficiente de 

transferência de calor hmold = 13x10−6 Wmm−2 ºC−1 nas superfícies externas da região entre Z1 e 

Z2 (JOSEFSON et al., 2020). 

 

Figura 21 - Fluxo de calor, φpre(y), e temperatura de fusão, TV(y), em função da altura do trilho, 

usados durante o preaquecimento e vazamento, respectivamente (CHEN et al., 2006). 
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Etapa de pós-aquecimento: Após o pré-aquecimento, o fluxo de calor φpre(y) na face Z1 

é interrompido e ocorrem as trocas de calor por condução no trilho e convecção para o ambiente. 

Na prática, o tempo total deste processo pode variar de acordo com a operação de soldagem. No 

trabalho de LIMA et al. (2022) para validação usou-se o tempo de 1 min conforme a literatura 

(JOSEFSON et al., 2020). 

Etapa de vazamento: Nesta etapa, ocorre o vazamento de metal líquido por meio da 

reação exotérmica. No modelo numérico a região do gap foi dividida em grupos distintos de 

elementos ao longo do eixo Y, que são ativados pela técnica EBD ao longo do tempo de 

vazamento. Ao serem ativados, os elementos são inseridos com temperaturas nodais TV(y), que 

variam conforme apresentado na Figura 21. O tempo de duração de cada acréscimo dos elementos 

foi calculado de acordo com o percentual de volume inserido em um vazamento convencional, 

limitado em um total de 10 segundos para todo o volume de solda. Os efeitos convectivos do 

metal no estado líquido foram desprezados na simulação. A estratégia discutida em CHEN et al. 

(2006) foi usada para compensar os efeitos convectivos negligenciados. Isto significa multiplicar 

por um fator de cinco a condutividade quando o material ultrapassa a temperatura de fusão, Figura 

19. Para simular o efeito da condução de calor da solda para o molde, foi aplicado um coeficiente 

de transferência de calor por convecção hgap = 13x10−6 Wmm−2 ºC−1 nas superfícies externas do 

trilho nesta região (faixa de Z1 a Z2 da Figura 17). 

Etapas de solidificação, remoção do molde e resfriamento: Durante essas etapas 

ocorre uma troca de calor por condução do metal líquido para os dutos de injeção do molde na 

região de solda. Para simular estes efeitos térmicos, foi estimado o valor global do fluxo de calor 

correspondente na região externa do trilho em um modelo bidimensional à parte. Este modelo dos 

dutos possui 11021 nós distribuídos em 5857 elementos triangulares, do tipo PLANE55, do 

software Ansys®   APDL (ANSYS, 2018), conforme apresentado na Figura 22. Para simular a 

etapa de solidificação e a distribuição de temperaturas logo após o vazamento, a distribuição de 

temperatura TV(y) (Figura 21) foi utilizada como condição inicial para o modelo bidimensional. 

Os elementos contidos nas regiões preta e cinza (Figura 22(a)) trocam calor por convecção (hext = 

13x10−6 Wmm−2 ºC−1) durante 300 segundos nas regiões indicadas pelas setas vermelhas na Figura 

22(b). 

Em seguida, para simular a remoção do molde e do excesso de metal de solda sob o trilho 

na região do gap, o material em torno do trilho, representado pela região cinza na Figura 22(a), é 

desativado pela técnica EBD. A partir daí inicia-se a etapa de resfriamento, na qual o restante do 

modelo, representado pela região preta na Figura 22(a), troca calor com o ambiente externo por 

meio do coeficiente convectivo h(T), descrito na Figura 20. Este resfriamento ocorre em todas as 

linhas externas da região preta, que representam as superfícies em contato com o ar após a 

remoção do molde, durante 158 min (JOSEFSON et al., 2020). 
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Figura 22 - Modelo bidimensional: (a) Geometria e (b) malha de elementos finitos com 

condições de contorno térmicas . 

Com o modelo bidimensional, foi possível estimar o fluxo global de calor ao longo do 

tempo, φ2D(t), na região externa do trilho, durante as etapas de solidificação, remoção do molde e 

resfriamento. As curvas contabilizam o fluxo de calor em todas as regiões externas do trilho 

(Figura 23) e foram diferenciadas por cores. As curvas obtidas no modelo bidimensional foram 

compatibilizadas e inseridas como fluxo de calor nas respectivas superfícies externas do gap (Z0 

a Z1) no modelo 3D. Com isso, as superfícies externas do gap passam a contabilizar a perda de 

calor característica dessa região durante o restante das etapas de solidificação e remoção de molde 

(300 s) e resfriamento (158 min). 

 

Figura 23 - Fluxo de calor em função do tempo obtido com o modelo bidimensional em regiões 

específicas do trilho. 
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No final da análise térmica, além de obter as temperaturas nodais, foi possível estimar a 

profundidade da Zona de Fundição (ZF) após o vazamento do metal de adição e a Zona 

Termicamente Afetada (ZTA).  De acordo com (CHEN et al., 2006; JOSEFSON et al., 2020) a 

obtenção destas regiões pode ser feita pela temperatura da ZF (TZF) e pela temperatura da ZTA 

(TZTA).   As temperaturas de ZF e ZTA foram TZF = 1465ºC, TZTA = 723ºC, respectivamente.  

De acordo com THOMAS (1985) por meio dos dados da composição química do material 

do trilho é possível calcular de maneira empírica a temperatura de fusão (TZF), como mostra a 

Equação (37). Já a ZTA pode ser medida a partir da temperatura onde não existem mais mudanças 

significativas na microestrutura do aço, ou seja, em temperaturas inferiores à 727ºC (WAINER, 

1992; KREITH, 2012; VILLANI, 2016). 

 𝑇𝑍𝐹 =  1537 − 88(%𝐶) − 5(%𝐶𝑢) − 8(%𝑆𝑖) − 5(%𝑀𝑛)            

                     −2(%𝑀𝑜) − 4(%𝑁𝑖) − 1,5(%𝐶𝑟) − 2(%𝑉) − 30(%𝑃), 
(37) 

 

4.2.1.3 Refino de malha 

Antes de que o processo de validação o modelo numérico fosse iniciado, foi feito um teste 

de refinamento de malha. A Figura 24 mostra uma das malhas geradas no modelo para esse teste. 

Nota-se que a região do gap de solda apresenta uma malha mais refinada, enquanto o restante do 

modelo apresenta uma malha menos refinada, justamente com a finalidade de diminuir o esforço 

computacional e o tempo de simulação. As malhas foram formadas por elementos hexaédricos de 

oito nós e prismáticos de seis nós para a devida adaptação à geometria do trilho. 

 

Figura 24 - Representação do refinamento de malha com tamanho de 1 mm na região do gap de 

solda para o modelo UIC60. 

Com o objetivo de analisar o efeito do refinamento de malha na região central do modelo, 

foram realizadas análises térmicas utilizando um refinamento gradativo com um tamanho de 1, 2, 

3 ou 4 mm na região do gap. Os parâmetros de simulação foram os mesmos ditos anteriormente, 

utilizados de acordo com a literatura (CHEN et al., 2006; JOSEFSON et al., 2020).  A Figura 25 

mostra o ciclo térmico obtido logo após o vazamento para os diferentes tamanhos de malhas. 

Nota-se que quando o tamanho da malha diminui de 3 para 2 mm, a diferença é a mais relevante 
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(aproximadamente 5%), principalmente na região de 0 a 300 s. No restante do perfil térmico não 

houve alterações significativas entre as malhas. Logo, optou-se por uma malha de 2,5 mm, que se 

encontra dentro da faixa que vai de 2 a 3 mm, com o objetivo de diminuir o esforço computacional. 

Além disso, o tamanho 2,5 mm foi o mesmo adotado em diversos trabalhos da literatura (CHEN 

et al., 2006; SKYTTEBOL, JOSEFSON e RINGSBERG, 2005; JEZZINI-AOUAD, 2010; 

JOSEFSON et al., 2020). A malha para a análise térmica será a mesma para análise mecânica.     

 

Figura 25 - Comparativo do ciclo térmico para um ponto no centro do boleto no gap nos 

diferentes tipos de refino de malha após o vazamento do processo. 

4.2.2 Análise mecânica 

O processo de soldagem aluminotérmica induz dilatações térmicas significativas pelas 

altas variações de temperatura envolvidas, gerando deformações e, consequentemente, tensões 

residuais no material durante as etapas do processo. Para o cálculo destas tensões residuais 

provenientes dos efeitos termomecânicos da soldagem, o modelo realiza uma análise 

termoelastoplástica, que utiliza o campo de temperaturas calculado na análise térmica anterior 

como carregamento térmico inicial. A análise mecânica utiliza a mesma malha da análise térmica 

(Figura 5) com elementos do tipo SOLID45 do software Ansys® APDL. Este elemento é de 

primeira ordem podendo ser hexaédrico ou prismático. Ele é aplicado para análises mecânicas 3D 

estáticas ou dinâmicas e possui três graus de liberdade por nó para calcular o descolamento 

(ANSYS, 2018). 

Foi considerado o regime de grandes deformações (NLGEOM) na região de solda devido 

à não linearidade do material, dada pelo comportamento elastoplástico em altas temperaturas, e à 

não linearidade geométrica, devido à mudança de rigidez decorrente da adição de material pela 

técnica Element Birth and Death. O modelo elastoplástico é dependente da temperatura e utiliza 

a regra de encruamento cinemático para descrever o comportamento inelástico do material do 

trilho durante o carregamento térmico cíclico da soldagem (RADAJ, 2003). 

Um trecho de 200 mm de trilho a partir do plano Z0 foi modelado com o material em 

regime elastoplástico. De acordo com JOSEFSON et al. (2020), esse trecho compreende a região 

de principal interesse do problema, onde ocorrem as tensões residuais devido aos elevados 

gradientes de temperatura que surgem no processo de soldagem. Essa limitação reduz 

significativamente o tempo computacional da simulação numérica, como esperado. Além disso, 

o efeito da deformação visco-plástica foi negligenciado, pois o tempo de permanência do metal 
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líquido em alta temperatura é relativamente curto. O restante do trilho foi modelado com material 

linear elástico isotrópico por meio da Lei de Hooke. 

4.2.2.1 Propriedades mecânicas 

O módulo de Young (E) e o coeficiente de Poisson (ν) foram considerados dependentes 

da temperatura e são apresentados na Figura 26. Valores de coeficiente de Poisson próximos de 

0,5 podem ser usados para caracterizar matérias hiperelásticos que necessitam de modelos 

constitutivos específicos para a representação como: Neo-Hookean, Ogden, Yeoh etc. 

(CALLISTER e RETHWISCH, 2011; SHAHZAD et al., 2015; LIMA et al., 2022). Considerando 

que a análise desse tipo de material não é o foco desta tese, que é focada em aço, o valor de ν(T) 

é considerado inferior a 0,5. Tal definição permite prever o comportamento do material quando 

solicitado mecanicamente, sem perda de representatividade.  

 

Figura 26 - Módulo de elasticidade e coeficiente de Poisson do trilho dependentes da 

temperatura (JOSEFSON et al., 2020).  

A variação da tensão de escoamento e o módulo tangente (inclinação da curva tensão-

deformação) no regime plástico são mostrados na Figura 27 em função da temperatura. Percebe-

se que, em temperaturas acima de 600°C, o comportamento do material é considerado 

perfeitamente plástico, como pode ser observado pela inclinação das curvas para cada temperatura 

(JOSEFSON et al., 2020). Para caracterizar esse comportamento foi utilizado o modelo bilinear 

de encruamento cinemático (BKIN) do software Ansys® APDL. 
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Figura 27 – Gráfico da tensão de escoamento por deformação plastica dependentes da 

temperatura (SKYTTEBOL, 2003). 

O perfil do coeficiente de expansão térmica em função da temperatura, α(T), durante o 

aquecimento e o resfriamento é apresentado na Figura 28. Para as temperaturas acima da 

temperatura liquidus, o coeficiente de expansão térmica é considerado nulo. Portanto, a expansão 

do metal líquido vazado no gap de solda foi desprezada. 

 

Figura 28 - Coeficiente de expansão térmica do trilho durante o aquecimento e o resfriamento 

(AHLSTROM, 2016; JOSEFSON et al., 2020). 

Os efeitos das transformações de fase durante o processo de soldagem ATW foram 

incorporados ao modelo proposto através dos coeficientes de calor específico e de expansão 

térmica. Outra abordagem diferente foi empregada por WEINGRILL, NASIRI e ENZINGER 

(2019); eles usaram o software SYSWELDV e incluíram um modelo para o efeito da 

transformação de fase, usando propriedades termo físicas simplificadas calculadas com JMatPro. 

Este é um software utilizado para simular propriedades termofísicas utilizado na literatura 

(SAUNDERS, et al., 2003; LEE e KANG, 2008; DAI, YU, et al., 2013). As simplificações 

adotadas pelos autores são praticamente as mesmas usadas na modelagem proposta nesta tese. As 

variações de volume resultantes das mudanças de fase foram modeladas usando os coeficientes 

de expansão térmica representados pelas curvas na Figura 28. A mudança de fase da perlita para 
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austenita acontece quando o trilho é aquecido, causando uma expansão térmica representada pela 

linha contínua na Figura 28. Note que a curva não apresenta mudanças significativas, portanto o 

efeito da transformação de perlita para austenita foi negligenciado. Porém, durante o resfriamento, 

há uma diminuição significativa no coeficiente de expansão térmica devido à mudança de fase de 

austenita para perlita, que pode ser visto no intervalo de temperatura correspondente à curva 

tracejada da Figura 28. 

A deformação térmica não uniforme do material em função da temperatura é o principal 

mecanismo de geração de tensões residuais no modelo. O incremento desta deformação térmica 

pode ser calculado por meio do coeficiente de expansão térmica através da relação 

 
∆𝜀𝑡ℎ(𝑇) =  𝛼(𝑇)(𝑇 −  𝑇𝑟𝑒𝑓), (38) 

onde α(T) é o coeficiente de expansão térmica secante e Tref é a temperatura de referência na qual 

a deformação térmica é nula (JOSEFSON et al., 2020). 

Do começo da etapa de preaquecimento ao final do vazamento, foi utilizada a curva de 

coeficiente de expansão térmica de aquecimento e considerada como temperatura de referência 

18ºC, para fins da comparação aqui desenvolvida. Do início da solidificação ao final do 

resfriamento, foi utilizada a curva de coeficiente de expansão térmica de resfriamento e 

considerada uma temperatura de referência igual a temperatura liquidus, ou seja, Tref = TL = 

1465ºC (JOSEFSON et al., 2020). 

4.2.2.2 Condições de contorno 

O trilho é apoiado verticalmente na direção Y em três superfícies de 40 mm de 

comprimento ao longo da direção Z, situadas na região do patim na Figura 17. Estas superfícies 

estão localizadas à uma distância de 207,5, 492,5 e 817,5 mm a partir do plano Z0 (JOSEFSON 

et al., 2020).  

Na face localizada na extremidade do trilho (plano Z3) existe a restrição de translação na 

direção Z (longitudinal). Além disso, existem as restrições de simetria nos planos XY e YZ, 

aplicadas na superfície Z0 e no plano central ao longo do trilho. 

4.2.2.3 Análise preliminar do preenchimento do gap 

O processo de soldagem envolve a adição de metal no gap. Para averiguar a taxa de 

elementos inseridos e as suas consequências sobre as tensões residuais foram testados três tipos 

distintos de divisões de grupos de elementos, conforme a Figura 29. Note que a primeira divisão 

de elementos que serão inseridos pela técnica EBD dentro do gap possui 16 divisões. Além desse, 

mais outras duas divisões foram testadas no modelo numérico com sete e três divisões, 

respectivamente. Todas as condições de contorno explicadas anteriormente foram mantidas nesta 

análise bem como o tamanho de elemento de 2,5 mm. 
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Figura 29 - Distribuição volumetrica das divisões de grupos de elementos para o preenchimento 

do gap de solda no modelo numérico para o trilho UIC60. 

Ao final das simulações foram obtidas as tensões residuais nos três tipos de 

preenchimentos. Neste trabalho, para comparar os resultados obtidos utilizaram-se as tensões 

residuais longitudinais conforme mostra a Figura 30. Este é o principal componente de tensões 

residuais analisado em problemas de solda em trilho (WEBSTER et al., 1997; SKYTTEBOL, 

JOSEFSON e RINGSBERG, 2005). Note que dentre os três tipos, a segunda forma de 

preenchimento, linha preta, é a única que possui maior magnitude e mais distribuição de tensões 

residuais longitudinais compressivas na região do patim. Além disso, essa linha confirma como 

são a distribuição das tensões residuais longitudinais no trilho conforme a literatura (WEBSTER 

et al., 1997; SKYTTEBOL, JOSEFSON e RINGSBERG, 2005). 

 

Figura 30 - Comparação da tensão residual longitudinal na linha central do plano Z0 entre os 

diferentes tipos de preenchimento e a literatura (WEBSTER et al., 1997; SKYTTEBOL, 

JOSEFSON e RINGSBERG, 2005). 

A fim de analisar também todo o campo de tensões residuais obtido nas simulações foram 

comparados os resultados das tensões residuais equivalentes de Von Mises, como ilustra a Figura 
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31. A distribuição das tensões residuais de Von Mises foi utilizada pois sua formulação incorpora 

todo o tensor de tensões, conforme a Equação (31) e está relacionado ao critério de escoamento 

deste modelo. Ao confrontar as distribuições de tensões residuais equivalente de Von Mises nota-

se que não houve alterações significativas na região do gap e em regiões adjacentes. 

 

Figura 31 - Comparação da distribuição das tensões residuais equivalentes de Von Mises para 

diferentes formas de preenchimento do gap. 

Por fim foi extraído o custo computacional conforme mostra a Tabela 5. As simulações 

foram realizadas utilizando um computador Intel® CoreTM i7-3770 CPU 3,40 GHz e 16,00 GB 

(RAM). Pela tabela percebe-se que a segunda divisão, além de calcular o campo de tensão 

longitudinal conforme espera a literatura, sendo parcialmente de tração na alma e compressão no 

boleto e patim, teve um custo computacional (ttotal) menor em relação as demais divisões. Isso 

ocorreu por causa do incremento de tempo mínimo (ti) da etapa de vazamento usado para 

convergir os resultados. Por esta razão, aliada a insignificante mudança das tensões residuais 

equivalentes, neste projeto foi adotada a segunda divisão de preenchimento do gap para o modelo 

numérico.  

Tabela 5 Custo computacional para as diferentes divisões de preenchimento do gap de toda a 

análise (térmica e mecânica) 

Divisões ti (s) ttotal (horas) 

1 0,001 38 

2 0,020 17 

3  0,005 22 

 

4.3 Modelo numérico para trilho TR68 e TR57 

A partir da validação para o trilho UIC60, que será mostrada no capítulo de resultados, 

foram avaliadas as tensões residuais após o processo ATW em trilhos TR57 e TR68. Estes são os 

trilhos mais utilizados em vias férreas pelo Brasil, para movimentar vagões de minério com cerca 

de 25 a 30 toneladas por eixo carregados, (BRANCO e FERREIRA, 2002; MARUCA, 2021). 

Tendo em vista que o TR57 e o TR68 estão contidos em grande parte das vias férreas brasileiras, 
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estes dois trilhos foram utilizados como referência para as próximas alterações geométricas do 

modelo numérico. Além disso, eles possuem uma diferença de geometria e, consequentemente de 

massa sendo o TR57 de 57 kg/m e o TR68 de 68 kg/m. A seguir serão explicadas as características 

adotadas para análise, não só para testar a robustez do modelo proposto, como também para 

detectar numericamente as tensões residuais oriundas do processo de soldagem aluminotérmica 

em diversos cenários para ambos os tipos de trilho. 

4.3.1 Variação de parâmetros de solda utilizando o Trilho TR68 

O modelo proposto foi aplicado na simulação do processo de soldagem de um trilho 

TR68, conforme a geometria apresentada na Figura 32, em condições típicas de uma ferrovia 

heavy haul (EFC – Brasil). A EFC é uma ferrovia brasileira de transporte de minério de carga 

pesada (heavy- haul), que possui em torno de 900 quilômetros de via contínua e dupla, com o 

trilho do tipo TR68, e onde o principal tipo de soldagem utilizado para extensão e manutenção da 

via é a soldagem aluminotérmica (ALVES et al., 2020; VALE, 2022). 

 

Figura 32 - Dimensões (mm) do trilho TR68  (MARUCA, 2021). 

As principais dimensões do trilho TR68 estão apresentadas na Tabela 6, com os mesmos 

símbolos e nomenclaturas referentes a Figura 17. A diferença mais significativa entre as 

dimensões dos trilhos TR68 e UIC60 está na altura (H1), o que impacta significativamente na 

massa do modelo do trilho TR68 simulado. As propriedades térmicas e mecânicas mencionadas 

anteriormente no modelo do trilho UIC60 foram utilizadas também para o trilho TR68. 
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Tabela 6 Dimensões do modelo numérico para o trilho TR68. 

Parâmetros Símbolo Valores (mm) 

Comprimento do boleto W1 37,5 

Comprimento do alma W2 8,73 

Comprimento do patim W3 76,2 

Altura do trilho H1 185,7 

Gap L1 12,5 

Gap + Molde L2 32,8 

Comprimento total do trilho L3 1500 

 

Os resultados experimentais da parte térmica de ALVES et al. (2020) foram utilizados 

para fins de comparação com os resultados numéricos. Porém, a temperatura de fusão (TZF) foi 

calculada utilizando a composição química do material do trilho TR68, Tabela 7, conforme 

apresentado nos trabalhos (THOMAS, 1985; ALVES et al., 2020).  Por meio da Equação (37) e 

com os dados da Tabela 7 foi possível obter o valor médio de TZF = 1460,2ºC. De acordo com 

ALVES et al. (2020)  a temperatura da zona termicamente afetada (ZTA) varia de 906ºC a 630ºC, 

por este motivo foi adotado o valor médio para a obtenção do comprimento da ZTA. Com isso, 

os valores de temperatura obtidos para a avaliação dos comprimentos de ZF e ZTA foram, 

respectivamente, TZF = 1460,2ºC e TZTA = 768ºC. Apesar de algumas diferenças na composição 

química entre a Tabela 4 e a Tabela 7as propriedades mecânicas foram mantidas as mesmas. 

Tabela 7 Composição química (Wt.%) da região soldada entre dois trilhos TR68, (ALVES et 

al., 2020).  

 Metal 

base 
Borda Conexão Centro Conexão Borda 

Metal 

base 

 Trilho 1 Esquerda solda solda solda solda solda solda Direita Trilho 2 

C 0,783 0,765 0,738 0,743 0,743 0,731 0,743 0,744 0,771 0,791 

Mn 1,014 0,967 0,948 0,961 0,944 0,941 0,939 0,937 0,962 1,010 

Si 0,232 0,322 0,598 0,614 0,594 0,626 0,632 0,611 0,341 0,22 

P 0,019 0,017 0,016 0,019 0,022 0,018 0,016 0,017 0,018 0,017 

S 0,009 0,010 0,013 0,016 0,026 0,015 0,013 0,015 0,011 0,009 

Cr 0,234 0,290 0,346 0,344 0,339 0,346 0,346 0,343 0,298 0,241 

Ni 0,013 0,113 0,100 0,100 0,101 0,099 0,101 0,101 0,096 0,012 

Mo 0,000 0,019 0,019 0,020 0,018 0,019 0,018 0,019 0,011 0,001 

V 0,003 0,003 0,157 0,158 0,151 0,158 0,151 0,153 0,141 0,003 

Al 0.0013 0,003 0,088 0,085 0,068 0,064 0,064 0,080 0,065 0,0012 

Cu 0,004 0,132 - - - - - - 0,000 0,000 
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Tabela 8 Temperaturas obtidas por meio da Equação (37) aplicada para a Tabela 7. 

 Metal 

base 
Borda Conexão Centro Conexão Borda 

Metal 

base 

 Trilho 

1 

Esquerda solda solda solda solda solda solda Direita Trilho 

2 

TZF 1460,2 1460,2 1460,8 1460,1 1460,2 1461,2 1460,1 1460,2 1459,9 1459,7 

 

 

As condições de contorno (CC) da análise térmica para o processo de soldagem do trilho 

TR68 estão resumidas na Tabela 9. O modelo possui as mesmas superfícies adiabáticas e planos 

de simetria utilizadas anteriormente. As curvas de fluxo de calor (φ2D(t)) correspondentes às trocas 

de calor do trilho para os dutos e molde, e destes para o ambiente, foram recalculadas empregando 

o modelo bidimensional semelhante ao do trilho UIC60 (Figura 22), mas específico para o trilho 

TR68. 

Tabela 9 Condições de contorno da análise térmica para o trilho TR68. 

 Etapas do processo ATW de acordo com a Figura 7 

Geral CC Superfícies 1 2 3 4 e 5 6 

T0 = 25°C Gap(Z0-Z1) Фpre(y) (Z1) Фpre(y) = 0 hGAP,1,1xTV(y) Ф2D(t) Ф2D(t) 

Tω = 25°C Molde (Z1-Z2) hmold hmold hmold hmold hmold 

h(T) Figura 20 Trilho (Z2-Z3) - - - - hext = 27 x10-6 

 Apoio vert. hsup hsup hsup hsup hsup 

 Tempo (s) 420 5 6 300 9500 

 

Com o modelo numérico configurado para o trilho TR68, procurou-se variar o 

comprimento do gap e o tempo de preaquecimento do processo de soldagem aluminotérmica do 

trilho. Porém ainda não se sabe o quanto estes são relevantes para as tensões residuais. Com isso, 

foi adotada uma variação entre 10 e 40 mm para o gap de solda e de 4 a 10 min para o tempo de 

preaquecimento. Tendo, como referência, o modelo proposto da Figura 17, as variações e os 

valores convencionais (C) da soldagem ATW que foram feitas no modelo numérico podem ser 

vistas na Tabela 10. Logo, uma vez adotada um dos parâmetros, outro parâmetro utilizado na 

simulação terá o valor convencional. 

Tabela 10 Parâmetros de variação para o modelo numérico do trilho TR68. 

Gap (L1) – mm Tempo de preaquecimento (tpre) – min 

10 (5) 4 

25 (12,5)C 7C 

40 (20) 10 
P Padrão usado na soldagem ATW 

 

4.3.2 Alteração de material utilizando o trilho TR57 

Assim como na variação de parâmetros para o trilho TR68 as dimensões do trilho TR57 

foram ajustadas ao modelo numérico por meio da Figura 33. Logo, as características dimensionais 

do modelo proposto foram acrescentadas de acordo com a seguinte Tabela 11. 
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Figura 33 - Dimensões (mm) do trilho TR57  (MARUCA, 2021). 

Tabela 11 Dimensões do modelo numérico para o trilho TR57. 

Parâmetros Símbolo Valores (mm) 

Comprimento do boleto W1 35 

Comprimento do alma W2 8 

Comprimento do patim W3 70 

Altura do trilho H1 168 

Gap L1 12,5 

Gap + Molde L2 32,8 

Comprimento total do trilho L3 1500 

 

Com as configurações geométricas prontas, a próxima alteração diz respeito ao material 

do trilho. Uma análise comparativa contendo o trilho TR57 com material convencional R260 

(Tabela 4)  e o material microligado foi desenvolvido nesta etapa.  O aço usado na fabricação do 

trilho é bem semelhante ao aço usado para a fabricação das rodas ferroviárias. Isso evita que 

ocorra uma diferença na pressão no contato roda trilho e ocasione deformação em apenas um dos 

componentes mecânicos (FERREIRA, MACHADO e GUIZZO, 2000; BRANCO e FERREIRA, 

2002). Por isso a composição química para a fabricação dos materiais das rodas e trilhos devem 

ser de mesma natureza. Para aumentar a quantidade de carga da via, geralmente, os aços 

ferroviários devem apresentar uma microestrutura com perlita fina, o que leva a uma distância 

interlaminar menor e proporciona melhores propriedades mecânicas que aços convencionais. A 

melhoria nas propriedades mecânicas acontece devido a adição de elementos de liga como o 

nióbio, cromo e vanádio (PEREZ e BEYNON, 1993; OLIVARES et al., 2011; VIESCA et al., 

2018). Aços que recebem esse incremento de composição química recebem o nome de aços 

microligados. 
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O uso do aço microligado em trilhos pode aumentar a vida útil referente ao desgaste e, 

consequentemente, estender o tempo entre as operações de manutenção em vias permanentes 

(VIESCA et al., 2018; VIESCA et al., 2021). Assim, é interessante analisar seus efeitos nas soldas 

aluminotérmicas. Para caracterizar as propriedades mecânicas que serão inseridas no modelo 

numérico nesta tese foi feito um levantamento dos principais trabalhos científicos que mostram o 

uso de aços microligados para o setor ferroviário, como mostra a Tabela 12. Nota-se que não há 

um consenso do valor para o limite de escoamento (σy) e para o limite de resistência a tração (σut), 

haja visto que as composições químicas são diferentes entre os trabalhos. Porém, como o intuito 

foi de extrair valores de que representassem o comportamento de aços microligados tanto em 

temperatura ambiente quanto em temperaturas maiores, neste trabalho adotou-se os valores 

médios de σy e σut entre as duas composições do trabalho (MINICUCCI et al., 2020).  

Tabela 12 Composição química e propriedades mecânicas de aços microligados aplicados ao 

setor ferroviário. 

  Referências 

Elemento 

(wt %) 

(SINGH 

et al., 

2003) 

(RAY, 

2017) 

(RAY, 

2017) 

(VIESCA 

et al., 

2018) 

(MINICUCCI 

et al., 2020) 

(MINICUCCI 

et al., 2020) 

(MINICUCCI 

et al., 2020) 

(MINICUCCI, 

et al., 2020) 
 

C 0,49 0,69 0,6 0,79 0,68 0,63 0,68 0,63  

Mn 0,68 1,03 0,9 1,14 0,88 0,82 0,88 0,82  

Si 0,22 0,5 0,6 0,43 0,55 0,31 0,55 0,31  

P 0,021 - - 0,017 0,01 0,01 0,01 0,01  

S 0,03 - - 0,013 0,01 0,02 0,01 0,02  

Cr - 0,7 0,6 0,25 - - - -  

Ni - - 1,0 0,022 - - - -  

Nb 0,072 0,05 0,06 0,014 - 0,014 - 0,014  

Mo 0,2 - - 0,003 - 0,12 - 0,12  

V 0,13 - - 0,06 0,13 - 0,13 -  

Al 0,021 - 0,1 - - - - -  

Cu - - 1,3 - - - - -  

Tteste (ºC) 25º 25º 25º 25º 25º 25º 540º 540º  

σy (MPa) 611 735 785 677 922 915 501 493  

σut (MPa) 896 1215 1080 1150 1182 1205 582 574  

ε (%) 17 14 12 10 14 13 13 13  

  

Com isso, foram utilizados para a temperatura ambiente os valores de 918,5 MPa e 1193,5 

MPa para σy e σut, respectivamente. Para a temperatura de 540ºC optou-se pelos valores de 497 

MPa e 578 MPa para σy e σut, respectivamente. Para temperaturas mais altas (acima de 1000ºC) 

foi interpolado linearmente o valor de 120,5 MPa e 121 MPa para σy e σut, respectivamente. Estes 

valores foram calculados apenas com o intuito de alimentar o modelo numérico com dados reais 

do material, embora aproximados, para estimar o comportamento em altas temperaturas. Além 

disso, ainda não foram encontrados na literatura informações de testes mecânicos no aço 

microligado para temperaturas mais elevadas. Com essas informações somadas às da Figura 26, 

foi possível caracterizar o comportamento elastoplástico por meio do método bilinear de 

encruamento cinemático (BKIN), empregando o software Ansys® APDL. 

As propriedades térmicas foram mantidas as mesmas do modelo numérico comentado na 

seção anterior. As condições de contorno tanto térmica e mecânicas também foram mantidas. Ao 

final será comparado o modelo numérico TR57 feito com aço convencional (Tabela 4) e com o 

aço microligado. 
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5 Resultados e discussões 

Inicialmente, são apresentados neste capítulo os resultados de simulação, térmicos e 

mecânicos, confrontados com os principais trabalhos da literatura, com o intuito de mostrar a 

empregabilidade do modelo proposto e justificar seu uso para a análise de outros trilhos e 

condições ainda não referenciados em publicações internacionais, com a abordagem numérica 

com a técnica EBD. Em seguida, são apresentados os resultados referentes a aplicação do modelo 

numérico a diferentes condições, variando os parâmetros de soldagem a partir de configurações 

iniciais definidas, como explicado no capítulo 4. São apresentadas as respostas do modelo 

numérico para as alterações do gap e do tempo de preaquecimento, dada a importância já 

apresentada desses parâmetros, com a geometria do trilho tipo TR68, um dos mais usados em 

transporte de alta carga. Por fim, são demonstrados os efeitos da aplicação do aço microligado 

nas tensões residuais do modelo numérico com a geometria do trilho TR57.  

5.1 Validação do modelo 

Para validar as simulações feitas, primeiramente apresentam-se os resultados térmicos e 

dos comprimentos das regiões termicamente afetada (ZTA) e de fusão (ZF) obtidos com o modelo 

proposto. A partir desses resultados, uma análise de validação é realizada, comparando o que foi 

obtido com os resultados disponíveis nos trabalhos da literatura usados como base (CHEN et al., 

2006a; JOSEFSON et al., 2020). Em seguida, apresentam-se os resultados das tensões residuais 

longitudinais obtidas, também para comparação com os trabalhos da literatura (JOSEFSON et al., 

2020). Por fim, o modelo proposto é aplicado na simulação do processo de soldagem de um trilho 

TR68 em condições típicas de uma ferrovia de alta carga e os resultados térmicos são comparados 

com dados experimentais (ALVES et al., 2020). 

5.1.1 Análise térmica da soldagem do trilho UIC60 

A comparação entre os históricos de temperatura obtidos com o modelo proposto e os 

resultados experimentais e numéricos publicados por JOSEFSON et al. (2020) é apresentada para 

três posições distintas sobre a linha de simetria do trilho para o topo do boleto, alma e patim, 

conforme as Figura 34, Figura 35 e Figura 36, respectivamente.  

Os resultados obtidos pelo modelo numérico foram precisos e próximos da literatura. A 

precisão entre modelos computacionais pode ser analisada através do erro relativo, (NASIRI e 

ENZINGER, 2019; MARQUES, PEREIRA e RIBEIRO, 2021). Na Figura 34 pode- se observar 

que o modelo proposto apresenta uma melhor aproximação se comparado aos resultados 

experimentais que o modelo numérico de JOSEFSON et al. (2020), durante o resfriamento inicial 

(entre 0 e 400 s). Neste caso, o erro relativo máximo foi de 11,4% para o modelo proposto e 18% 

para o modelo numérico de JOSEFSON et al. (2020). A partir de 300 s, parte da superfície externa 

do gap e do molde é exposta ao meio externo e troca calor por convecção. Neste momento, ocorre 

uma inflexão da curva devido à aceleração do resfriamento do material nas três curvas. Nota-se 

que com o modelo proposto, foi possível também representar o resfriamento obtido nos 

experimentos após a remoção do molde. 
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Figura 34 - Comparação dos históricos de temperatura no trilho após o vazamento no boleto do 

trilho  

A Figura 35 mostra que o comportamento do modelo proposto é muito próximo do 

modelo numérico de JOSEFSON et al. (2020) na região da alma. Percebe-se que houve uma 

pequena diferença em relação ao modelo experimental no intervalo entre 400 e 3000s em ambas 

as curvas dos históricos de temperatura dos dois modelos numéricos. Em ambos os casos, as 

diferenças foram semelhantes em magnitude, sendo de, no máximo, 12% de erro relativo. 

 

Figura 35 - Comparação dos históricos de temperatura no trilho após o vazamento na alma do 

trilho. 

Na Figura 36 tem-se a comparação entre as curvas na região do patim do trilho. Para esta 

região a diferença mais significativa entre o modelo proposto e o experimental é de 120°C (18% 

de erro relativo), que pode ser observada no tempo de 1250 s conforme a Figura 36. A diferença 

mais significativa entre o modelo proposto por JOSEFSON et al. (2020) e os resultados 

experimentais ocorreram no tempo 165 s, com magnitude 190°C (17% de erro relativo). Embora 

pequenas diferenças tenham sido observadas, o histórico de temperatura do modelo proposto 
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apresentou resultados satisfatórios ou mais satisfatórios que os do modelo de referência para 

validar a análise térmica realizada, em especial nas regiões de mais alta temperatura. 

 

Figura 36 - Comparação dos históricos de temperatura no trilho após o vazamento no patim do 

trilho. 

A Figura 37 mostra a comparação entre as distribuições de temperatura do modelo 

proposto e o modelo numérico de JOSEFSON et al. (2020), ao final do processo simulado. Em 

ambos os modelos, a temperatura é maior na última região soldada (Boleto). Além disso, a 

estratégia utilizada para modelar a perda de calor do trilho na superfície externa do gap de solda 

durante o processo de resfriamento produziu um resultado de troca de calor equivalente ao 

resultado do modelo numérico de JOSEFSON et al. (2020). Note-se que o modelo da literatura 

deixou um pouco mais de massa no seu sólido, o que justifica a temperatura máxima levemente 

menor. 

 

Figura 37 - Comparação da distribuição da temperatura no final do resfriamento: (a) modelo 

numérico de Josefson (JOSEFSON et al., 2020) e (b) modelo numérico proposto  
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Na Figura 38,  pode-se observar a evolução das superfícies isotérmicas no trilho ao longo 

do eixo Z, para o instante de tempo logo após a etapa de vazamento, no qual a ZF e ZTA alcançam 

a maior extensão. Na Tabela 13, os resultados obtidos para os comprimentos das regiões 

termicamente afetada, ZTA, e fundida, ZF, são comparados com os resultados experimentais da 

literatura (CHEN et al., 2006; JOSEFSON et al., 2020). Para isso, três posições distintas ao longo 

do eixo y do perfil do trilho foram selecionadas: F na transição da alma/patim, W no centro da 

alma e H situados na lateral do boleto. Segundo JOSEFSON et al. (2020), a definição das regiões 

da ZF e ZTA pode ser feita pelo alcance máximo das temperaturas TZF = 1465ºC, TZTA = 723ºC, 

respectivamente. A comparação mostra uma aproximação adequada dos valores encontrados com 

os resultados da literatura (CHEN et al., 2006; JOSEFSON et al., 2020). 

 

Figura 38 - Superfícies isotérmicas (ºC) após o vazamento. 

Tabela 13 Comparação do comprimento (mm) da ZF e da ZTA do modelo proposto entre o 

modelo numérico e o experimental. 

 HZF HZTA WZF WZTA FZF FZTA 

Exp. (CHEN et al., 2006) - 49 - 60 - 40.5 - 48 - 40.5 - 46 

Num. (JOSEFSON et al., 2020) 12.1 53.8 12.1 49 12.2 49 

Modelo Proposto 19.7 55 19.7 51 19.7 51 
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5.1.2 Análise estrutural da soldagem do trilho UIC60 

Nesta seção, apresentam-se os resultados para tensão residual longitudinal (σzz) obtidos 

com o modelo proposto. Esta é a principal componente de tensão residual a ser analisada em 

problemas de soldagem de trilhos, pois é a que pode contribuir para as falhas mais comuns 

(WEBSTER et al., 1997; FRY, 1996; LAWRENCE e ROSS, 2004; SKYTTEBOL, JOSEFSON 

e RINGSBERG, 2005; MOUALLIF et al., 2012). Os resultados são discutidos a partir da 

comparação das tensões residuais obtidas pelo modelo proposto com os resultados da literatura 

(WEBSTER et al., 1997; JOSEFSON et al., 2020). Essa análise é imprescindível para permitir 

que o modelo proposto possa ser empregado em simulações de problemas reais de soldagem de 

trilhos. 

Na Figura 39, as tensões residuais longitudinais obtidas com o modelo proposto são 

comparadas com o resultado de tensões obtido por JOSEFSON et al. (2020) no centro do gap do 

trilho UIC60. Ao comparar as curvas, embora existam divergências de alguns valores, percebe-

se que a distribuição de tensão residual longitudinal do modelo proposto utilizando a técnica EBD 

está em conformidade com o resultado obtido pelos pesquisadores citados.  No entanto, algumas 

diferenças são observadas.  

As diferenças encontradas podem ter ocorrido por causa da escolha da quantidade de 

massa nos dutos de alimentação do molde (a partir do modelo 2D). Esta possível diferença de 

quantidade de material pode ter causado o efeito observado, no patim do trilho. Apesar dessa 

discordância, as demais tensões residuais longitudinais seguem próximas ao modelo numérico de 

referência (JOSEFSON et al., 2020), ou seja, como as tensões residuais longitudinais de tração 

na alma e em parte do boleto, bem como tensões de compressão no restante do perfil do trilho. 

Além disso, a sequência e a direção de soldagem exercem grande influência nas tensões residuais 

longitudinais de acordo com literatura (SEYYEDIAN CHOOBI, HAGHPANAHI e SEDIGHI, 

2012). No caso no modelo proposto isso é sempre igual, ou seja, começando pela base e 

terminando no topo do boleto do trilho. Ressalta-se que foram empregados os mesmos dados 

mencionados pela referência citada no modelo proposto, mas há dados para os quais não havia 

informação completa, o que justifica a diferença encontrada. Por exemplo, a condição de troca de 

calor na base do trilho, a sequência e a direção do preenchimento do gap e a massa adicional 

citados anteriormente. 
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Figura 39 - Comparação entre a tensão residual longitudinal (σzz) na linha central do gap do 

trilho UIC60 calculada com o modelo proposto (EBD), o resultado de referência da literatura 

(JOSEFSON et al., 2020) e o resultado sem o uso da técnica EBD.  

Outra análise comparativa pode ser acrescentada aos resultados apresentados. De acordo 

com as tensões residuais longitudinais do experimento de WEBSTER et al. (1997) , a região de 

solda apresenta tensões de compressão no boleto e no patim bem como tensões de tração na alma 

do trilho, como mostrado na Figura 39.  Isso demonstra novamente que o modelo com EBD 

apresentou resultados satisfatórios para a distribuição de tensões residuais no processo de 

soldagem aluminotérmica de trilhos. 

Para verificar a influência da aplicação da técnica Element Birth and Death nos resultados 

obtidos, foi realizada uma simulação sem a técnica EBD, mantendo as condições térmicas e 

mecânicas utilizadas anteriormente. A estratégia utilizada por JOSEFSON et al. (2020) foi uma 

modelagem do vazamento sem aplicar a técnica EBD para a análise térmica e usando a técnica 

Silent Element para a análise mecânica. Esta estratégia assume que a etapa de vazamento ocorre 

em um curto intervalo de tempo e que todo o conjunto de elementos finitos representando o metal 

fundido são ativados. O resultado para o perfil de tensões residuais obtido com esta simulação 

também pode ser visto na Figura 39. Ao comparar os resultados do modelo proposto com e sem 

o uso da técnica EBD, houve uma diferença significativa nas tensões residuais longitudinais em 

todo o perfil do trilho. O uso do EBD fornece uma representação mais precisa do processo de 

adição gradual de metal e seus efeitos tanto no fluxo de calor quanto na mudança de rigidez na 

região de solda. Esses efeitos impactam diretamente nos resultados das tensões residuais 

longitudinais, como pode ser visto na Figura 39. Essa comparação destaca a importância do uso 

da técnica EBD para caracterizar efetivamente os efeitos termomecânicos envolvidos no processo 

de soldagem ATW. Uma nota adicional refere-se às diferenças entre a técnica Silent Element e a 

técnica EBD. O autor JOSEFSON et al. (2020) ativa todos os elementos de uma só vez na região 

onde ocorreu o vazamento, enquanto pela técnica EBD os elementos do gap do trilho foram 

ativados gradualmente distribuindo o calor aos poucos ao modelo numérico. 

As distribuições das tensões residuais longitudinais, σzz, ao final do processo de soldagem 

aluminotérmica obtidas com o modelo EBD foram comparadas com o modelo de JOSEFSON et 

al. (2020), conforme dito; com os modelos sólidos resultantes mostrados na Figura 40. Os 

resultados de tensões residuais obtidos pelo modelo proposto (Figura 40b) apresentam uma 

aproximação adequada com o modelo numérico de referência (Figura 40a), principalmente nas 

regiões da alma e do boleto do trilho. Novamente, existem pequenas diferenças no patim, pois o 
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modelo proposto tende a diminuir as tensões de compressão nesta região. No entanto, o modelo 

de JOSEFSON et al. (2020) também apresenta uma região de alto valor de tração a poucos mm 

do centro da solda. Esta condição pode ser particularmente prejudicial, nesta magnitude, uma vez 

que a carga dos vagões gera tensões longitudinais de tração nesta região devido à flexão, 

somando-se às tensões residuais existentes. Além disso, esta região é sensível a trincas como as 

denominadas trincas Horizontal Split Web – HSW (MISHRA, RAMASWAMY e MISHRA, 

1986; TAWFIK et al., 2006; FARHANGI e MOUSAVIZADEH, 2007), causadas por altas 

tensões de tração vertical, conforme encontrado na literatura de referência (JOSEFSON et al., 

2020). Sabe-se que esta mesma região sofre altas temperaturas durante o aquecimento inicial, pois 

o volume para receber o calor é pequeno e o resfriamento é parcialmente bloqueado pelo molde. 

Ao somar as diferenças volumétricas, a temperatura do material fundido e a estratégia de 

vazamento, estes são responsáveis pelas altas tensões residuais na direção vertical e longitudinal. 

Com tudo, o modelo proposto apresentou tensões longitudinais de tração na região da alma 

caracterizando o que acontece no modelo base. 

 

Figura 40 - Comparação da distribuição de tensões residuais longitudinais (MPa): (a) modelo 

numérico da literatura (JOSEFSON et al., 2020) e (b) modelo proposto  

5.2 Aplicações do modelo proposto 

Após a validação dos resultados térmicos e mecânicos obtidos com os principais trabalhos 

de referência, o modelo proposto foi aplicado na simulação do processo de soldagem de um trilho 

TR68 em condições típicas de uma ferrovia Heavy Haul (EFC – Brasil).  Neste caso, o modelo 

foi submetido a variações dos parâmetros de gap e tempo de preaquecimento. Posteriormente o 

modelo numérico foi alterado para a geometria do trilho TR57, no qual foram aplicadas as 

propriedades mecânicas referentes ao trilho microligado e analisados os efeitos da soldagem 

aluminotérmica.  

5.2.1 Análise térmica da soldagem do trilho TR68 

Antes de analisar o efeito do gap e do tempo de preaquecimento nas tensões residuais, na 

Figura 41 é apresentada a comparação entre os históricos de temperatura obtidos numericamente 

com o modelo proposto e  experimentalmente, com dados do trabalho de ALVES et al. (2020), 

para três pontos da região do boleto a partir do centro da solda, em 50, 60 e 70 mm.  

Para esta comparação foi utilizado o modelo numérico com os parâmetros convencionais 

(padrão) de acordo com a Tabela 10, com as condições de contorno impostas segundo a Tabela 
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9. Por meio do gráfico da Figura 41 nota-se que, da mesma forma que com os resultados do trilho 

UIC60, os resultados para o trilho TR68 estão próximos ao experimental (ALVES et al., 2020). 

Pelo gráfico percebe-se algumas diferenças entre 400 e 470 s para a curva experimental na posição 

de 50 mm, na qual o erro relativo foi de, no máximo, 11%. Além disso, pequenas diferenças nos 

resultados (com máximo de 4% de erro relativo) foram observadas entre 500 e 1000 s para as 

demais curvas calculadas. Essas diferenças podem estar vinculadas a condições térmicas 

diferentes empregadas na simulação, em contraposição às condições reais, durante o experimento 

de ALVES et al. (2020). Mesmo com essas pequenas diferenças, o modelo numérico do 

trilhoTR68 se mostrou adequado, levando a resultados bastante satisfatórios para a análise 

térmica. 

 

Figura 41 - Comparação dos históricos de temperatura calculados nesta tese e obtidos 

experimentalmente (ALVES et al., 2020)  durante o processo de soldagem aluminotérmica de 

trilho. 

Da mesma forma que foi feito na validação inicial, pode-se obter a região do trilho que 

foi termicamente afetada nessa análise a partir da temperatura TZTA. Na Tabela 14, apresenta-se 

uma comparação entre o resultado para região termicamente afetada obtido com o modelo e o 

resultado de ALVES et al. (2020). Percebe-se que foi possível obter um valor dentro do intervalo 

obtido nos experimentos. Os resultados térmicos apresentados evidenciam que o modelo proposto 

é capaz de representar o comportamento térmico do processo de soldagem do trilho TR68 em 

condições típicas de uma ferrovia de elevada carga, como aquela para a qual foi feito o trabalho 

experimental citado, a Estrada de Ferro Carajás. 

 

Tabela 14 Comparação dos comprimentos (mm) da ZTA entre o experimento de ALVES et al. 

(2020) e o modelo numérico proposto. 

 2 × HZTA (mm) 

Exp.  (ALVES et al., 

2020) 
132 - 147 

Modelo proposto 141 
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5.2.2 Análise estrutural da soldagem do trilho TR68 

As tensões residuais resultantes do processo de soldagem do trilho TR68 foram obtidas a 

partir da análise mecânica que utiliza os históricos nodais de temperatura da análise térmica 

anterior. Com este modelo variou-se o gap e o tempo de preaquecimento para analisar o campo 

de tensões obtido em cada situação. 

Com a alteração do gap a distribuição das tensões residuais verticais (σyy) e longitudinais 

(σzz) foram obtidas e comparadas conforme a Figura 42 e Figura 43, respectivamente. Na Figura 

42 nota-se que as tensões residuais verticais de compressão foram mais evidentes na alma do 

trilho quando o gap é maior. Em contrapartida as tensões residuais de tração estão em maior 

região na alma do trilho no gap de 10 mm. No caso da Figura 43 percebe-se que as maiores 

tensões residuais longitudinais de tração estão mais concentradas na alma do trilho nos modelos 

para gap de 10 e 25 mm. 

 

Figura 42 - Comparação da distribuição de tensões residuais verticais (MPa) para os diferentes 

espaçamento de soldagem (gap) no modelo de trilho TR68. 
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Figura 43 - Comparação da distribuição de tensões residuais longitudinais (MPa) para os 

diferentes espaçamento de soldagem (gap) no modelo de trilho TR68. 

Para investigar de maneira mais precisa as tensões residuais na região do centro de solda 

foram traçados os gráficos das tensões ao longo da altura do trilho conforme mostram a Figura 

44 e Figura 45. Nota-se pela Figura 44 que as tensões residuais σyy são todas de tração na região 

do gap independentemente do tamanho de gap. Além disso, percebe-se que as tensões residuais 

de tração foram maiores na região da alma para os gaps de 10 e 40 mm. Já as tensões residuais 

σzz, Figura 45, mostram que as tensões residuais no patim são de tração e compressão apenas no 

caso do gap de 40 mm. Os demais gaps (10 e 25 mm) mostram uma característica comum das 

tensões residuais longitudinais de trilho sendo de tração na região da alma do trilho e de 

compressão no boleto e no patim conforme (WEBSTER et al., 1997; SKYTTEBOL, JOSEFSON 

e RINGSBERG, 2005; JOSEFSON et al., 2020). 

 

Figura 44 - Comparação da tensão residual vertical (σyy) na linha central do plano Z0 

entre os diferentes gaps no modelo do trilho TR68. 



83 

 

 

Figura 45 - Comparação da tensão residual longitudinal (σzz) na linha central do plano 

Z0 entre os diferentes gaps no modelo do trilho TR68. 

Com a mudança do tempo de preaquecimento as tensões residuais verticais (σyy) e 

longitudinais (σzz) sofreram leves variações, conforme mostram a Figura 46 e a Figura 47, 

respectivamente. Na distribuição das tensões residuais verticais, Figura 46, nota-se que as tensões 

residuais verticais se mantiveram de tração na alma do trilho sendo mais evidentes no tempo de 

10 min. As tensões residuais de tração não possuem uma alteração significativa no boleto e na 

alma, porém existe uma diferença na região do patim dentro dos tempos simulados. Neste caso, 

o modelo com o tempo de 4 min possui uma maior região com tensões residuais de tração mais 

elevadas que os outros modelos. Com a distribuição das tensões residuais longitudinais, Figura 

47, percebe-se um aumento da região de compressão no patim do trilho no modelo com o tempo 

de preaquecimento de 10 min. Ao comparar a magnitude das tensões residuais na região do gap 

não houve alterações significativas no boleto e na alma entre os modelos. Foi identificado apenas 

uma ligeira diferença na distribuição das tensões residuais entre os modelos na região do patim. 

 

Figura 46 - Comparação da distribuição de tensões residuais verticais (MPa) para os diferentes 

tipos de tempo de preaquecimento no modelo de trilho TR68. 
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Figura 47 - Comparação da distribuição de tensões residuais longitudinais (MPa) para os 

diferentes de tempo de preaquecimento no modelo de trilho TR68. 

Assim como com o gap as tensões residuais verticais e longitudinais na região do centro 

de solda ao longo da altura do trilho para a variação do preaquecimento foram plotadas, conforme 

mostram a Figura 48 e Figura 49, respectivamente. Nota-se pela Figura 48 que não existem 

diferenças significativas nas tensões residuais σyy para três casos de preaquecimento. Além disso, 

assim como na variação do gap, nota-se que as tensões residuais são apenas de tração sendo uma 

magnitude maior das tensões residuais no caso de preaquecimento em 4 min. Já as tensões 

residuais longitudinais, Figura 49, mostram que as tensões residuais no patim são de tração e 

compressão apenas no caso do preaquecimento de 10 min, o que pode resultar em mais problemas 

de vida em serviço.  

 

Figura 48 - Comparação da tensão residual vertical (σyy) na linha central do plano Z0 entre os 

diferentes tempos de preaquecimento no modelo de trilho TR68. 
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Figura 49 - Comparação da tensão residual longitudinal (σzz) na linha central do plano Z0 entre 

os diferentes tempos de preaquecimento no modelo de trilho TR68. 

Pelos resultados mostrados nesta seção e tendo em vista a forma do campo de tensões 

esperado para o processo de soldagem aluminotérmica em trilho pela literatura (WEBSTER et 

al., 1997; SKYTTEBOL, JOSEFSON e RINGSBERG, 2005; JOSEFSON et al., 2020), em se 

tratando dos cenários estudados diante da variação dos parâmetros, o gap de 25 mm corresponde 

a valores melhores. Isso porque leva a tensões residuais de magnitude menores principalmente no 

caso das tensões residuais verticais. Entretanto, não é possível observar forte influência do tempo 

de aquecimento inicial, para as condições estudadas.  

 

5.2.3 Análise estrutural de alteração no material do trilho TR57 

Para verificar a influência da mudança do aço convencional R260 (Tabela 4) para o aço 

microligado no processo de soldagem, um modelo numérico com geometria do trilho TR57 foi 

desenvolvido. Com este modelo variou-se as propriedades mecânicas para obter o campo de 

tensões residuais em cada situação. 

Por meio da simulação numérica foi possível obter a distribuição das tensões residuais 

verticais e longitudinais, conforme a Figura 50 e Figura 51, respectivamente. Na Figura 50 nota-

se que as tensões residuais verticais do aço microligado aumentaram a magnitude em 

aproximadamente 50% em relação ao aço convencional. Através da Figura 51 percebe-se que as 

tensões residuais longitudinais do modelo microligado também aumentaram a magnitude das 

tensões residuais em relação ao aço convencional. Grande parte desse aumento da magnitude se 

deve as propriedades mecânicas usadas para a modelagem numérica, conforme a Tabela 12. 
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Figura 50 - Comparação da distribuição de tensões residuais verticais (MPa) para os dois tipos 

de materiais (convencional e microligado) no modelo de trilho TR57. 

 

Figura 51 - Comparação da distribuição de tensões residuais longitudinais (MPa) para os dois 

tipos de materiais (convencional e microligado) no modelo de trilho TR57. 

Da mesma forma que anteriormente, para melhor visualização do efeito, ou seja, da 

magnitude das tensões residuais verticais e longitudinais na região do centro de solda ao longo da 

altura do trilho, foram traçados os gráficos da Figura 52 e da Figura 53, respectivamente. Nota-se 

pela Figura 52 que tanto no boleto quanto no patim as tensões residuais de tração não se alteram 

significativamente. Em contrapartida, na região da alma nota-se as tensões residuais do aço 

microligado seguem a mesma tendencia do aço convencional com aumento máximo de 50% no 

centro da alma e com uma redução mínima de -70% na transição alma patim. Na Figura 53 nota-

se que o modelo com o aço microligado manteve a tendência de tensão de compressão no boleto 
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e no patim e de tração na alma. Porém, nota-se que as tensões residuais tiveram maior magnitude 

ao longo da altura do trilho. 

 

Figura 52 - Comparação da tensão residual vertical (σyy) na linha central do plano Z0 para os 

dois tipos de materiais (convencional e microligado) para o modelo de trilho TR57. 

 

Figura 53 - Comparação da tensão residual longitudinal (σzz) na linha central do plano Z0 para os 

dois tipos de materiais (convencional e microligado)  para o modelo de trilho TR57. 

Pelos resultados mostrados nesta seção nota-se as tensões residuais mantiveram a 

morfologia. O destaque maior na mudança das propriedades para um material microligado foi o 

aumento da magnitude das tensões residuais verticais. Visto que o nível das tensões aumenta isso 

pode ser benéfico diante do carregamento compressivo ao qual é submetido o trilho quando a roda 

ferroviária passa. Em ferrovias heavy haul as cargas são altas e acabam provocando a plastificação  

do material na subsuperficial, em torno de 5 a 10 mm (SCHNEIDER, 2005; MOREIRA, 2015; 

VIANA, 2015; LIMA, MARTINS e SANTOS, 2019).  

Além disso, como o aço microligado possui uma resistência mecânica superior ao aço 

convencional, maiores estudos precisam ser feitos para avaliar se este material pode ser adotado 

na mistura Thermit em processos de soldagem de vias permanentes. No entanto, a indicação atual, 

com as simulações feitas, é que pode haver um aumento da tensão residual de tração na direção 

longitudinal, que é o tipo crítico para quebras de trilho.  
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6 Conclusões 

Um modelo numérico tridimensional foi desenvolvido para simular o processo de 

soldagem aluminotérmica de trilhos (ATW), empregando o método dos elementos finitos, com a 

técnica Element Birth and Death (EBD) e o software comercial Ansys® APDL. Até onde se 

conhece, a técnica não foi utilizada para a modelagem de toda a soldagem aluminotérmica de 

trilhos incluindo uma metodologia que simplificasse a obtenção do fluxo de calor com um modelo 

2D. Com isso, os resultados parciais apresentados foram publicados em uma revista científica 

(Lima et al., 2022). 

No modelo numérico tridimensional, todas as etapas de um processo de soldagem 

convencional de trilhos ferroviários (pré-aquecimento, vazamento, solidificação, remoção do 

molde e resfriamento) foram incluídas. A partir do modelo numérico validado com a parte 

experimental e numérica da literatura foi possível concluir que a metodologia usada para 

validação era adequada e que o estudo desenvolvido nessa tese contribui com a literatura, uma 

vez que emprega uma nova maneira de se calcular as tensões residuais do processo. O modelo 

numérico desenvolvido pode ser aplicado para diferentes geometrias de trilho bem como para 

diversas configurações de parâmetros que podem ocorrer durante o processo ATW.  

A técnica Element Birth and Death permitiu que o modelo numérico simulasse com 

precisão o preenchimento do metal líquido formado por aluminotermia, bem como os efeitos 

termomecânicos característicos do processo. Esta técnica somada com a simplificação 2D adotada 

para representar perda de calor no plano transversal do trilho, possibilitou a validação do modelo 

numérico. O modelo foi validado com dados numéricos e experimentais disponíveis na literatura. 

O modelo proposto foi desenvolvido com 84% de elementos a menos que o modelo numérico de 

JOSEFSON et al. (2020), levando resultados similares mesmo utilizando menos recursos 

computacionais para a simulação do processo ATW.  

O emprego da técnica Element Birth and Death no processo de soldagem de trilhos 

permite a investigação da variação de diversos cenários de soldagem, incluindo o pré-

aquecimento, condições de resfriamento, gap e outras, com menor custo computacional e maior 

representatividade dos processos envolvidos. O modelo numérico proposto se demostrou apto 

para ser empregado na avaliação de novos projetos de trilhos, sem a necessidade de custos 

significativos para a realização de experimentos. Dessa forma, a metodologia desenvolvida 

mostrou-se viável para uso aplicado, o que justifica ser esta a principal contribuição dessa tese de 

doutoramento. 

Com o modelo inicialmente validado para o trilho do tipo UIC60, foi possível expandir a 

análise de tensões residuais oriundas do processo de soldagem aluminotérmica para um trilho 

TR68 e TR57, utilizados em ferrovia de alta carga. Com as análises térmicas, foi possível 

determinar resultados estruturais ainda não medidos, aumentando a relevância das informações 

que podem ser obtidas com o modelo, sobre o processo de soldagem analisado.  

Na análise de variação dos parâmetros do trilho TR68 algumas informações foram 

extraídas. No caso do gap observou-se que as tensões residuais para o caso de 25 mm 

correspondem melhor ao padrão das tensões medidas em campo, confirmando dados da literatura 

(WEBSTER et al., 1997; JOSEFSON et al., 2020). Tal conclusão depreende-se do fato de que 

esse valor leva a tensões residuais de magnitude menores dentre as alternativas estudadas, 

principalmente no caso das tensões residuais verticais. Outra característica interessante foi que as 

tensões residuais para o gap de 40 mm apresentam os maiores valores de tensões. O resultado 

pode ser aplicado à soldagem real, através de especificações para o trabalho do soldador, para que 

para as medidas do gap sejam iguais ou um pouco menores que 25 mm, já que tensões maiores 

surgem quanto se caminha para valores acima de 25 mm. Embora não seja conclusão desse 
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trabalho, é evidente que o gap de 40 mm induz à um gasto maior de material Thermit, que acaba 

sendo desnecessário na junta de solda (VALE, 2022) e, pelos resultados mostrados, pode até ser 

prejudicial. 

Ainda quanto a variação dos parâmetros de soldagem para o trilho TR68, foi feita a 

análise do tempo de preaquecimento utilizando o gap de 25 mm. Neste caso, não foram detectadas 

mudanças significativas nas tensões residuais obtidas. Como este é um resultado que envolve o 

tempo total do processo, embora a diferença seja pequena, é um fator importante em ferrovias de 

alta circulação de commodities. Assim, pode-se concluir que mesmo com um tempo menor, entre 

4 e 7 min, as tensões residuais estarão dentro padrão comum de campo de acordo com a literatura 

(WEBSTER et al., 1997; JOSEFSON et al., 2020). 

Por fim, uma outra situação possível foi avaliada com o modelo numérico. Ao comparar 

a mudança do tipo de aço utilizado para os trilhos TR57, o emprego de aço microligado 

proporcionou um aumento na intensidade em grande parte das tensões residuais. A mudança na 

propriedade mecânica do composto Thermit ainda carece de discussão, devido ao aumento de 

custo para este processo de soldagem. No caso deste trabalho, foi considerado o mesmo processo 

e tanto o material do trilho como o da solda foram similares, microligados. O resultado mostrou 

que tensões de tração são mais intensas em todo o trilho, embora a diferença não seja tão 

significativa na base do patim. 

O fato é que, quando a roda ferroviária passa pelo trilho o carregamento é de flexão, 

criando tensões compressivas no boleto e de tração no patim. Essas tensões se somam às residuais, 

geradas pelo processo de soldagem. Uma vez que as cargas de ferrovias heavy haul já são muito 

altas, a sua composição com as tensões residuais pode ser mais crítica para esse caso para o patim.  

Não obstante, para as tensões compressivas no boleto causadas pela passagem da carga, estas se 

somam com tensões mais trativas no caso do aço microligado. Isso diminui a profundidade de 

deformação plástica protetiva causada pela passagem do veículo nessa posição, podendo reduzir 

essa camada, que nos demais casos está entre 5 a 10 mm (SCHNEIDER, 2005; MOREIRA, 2015; 

VIANA, 2015). Com há variação nas propriedades estruturais do material, com maior limite de 

escoamento e ruptura, mais estudos devem ser feitos, que podem empregar o modelo 

desenvolvido nesta tese.  

Dessa forma, mesmo considerando que método tenha sido devidamente validado e 

confrontado com dados numéricos e experimentais, há diversas análises e aprimoramentos que 

podem ser feitos Dentre elas, em especial quanto à representatividade das propriedades do 

material empregado e sua variação com a temperatura, às definições das condições de contorno 

térmicas e estruturais e à validação dos resultados de tensões residuais por métodos destrutivos e 

não destrutivos, como os de hole drilling, raios-X e ultrassom, diretamente no campo. 
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7 Trabalhos futuros 

As principais etapas para futuros trabalhos a fim de deixar o modelo numérico ainda mais 

representativo são: 

• Obter novos valores experimentais próprios para o perfil térmico, a partir de 

trilhos UIC60, TR57 e TR68, inclusive para aços microligados, a fim de comparar 

com os resultados numéricos. 

• Adicionar uma análise metalúrgica mais detalhada ao modelo numérico, para 

permitir avaliar o efeito da microestrutura formada, a partir de medidas em campo 

ou em laboratório. 

• Desenvolver estratégias não destrutivas de medição de tensões que permitam a 

validação adicional dos resultados do modelo. 

• Empregar o modelo na análise de novos procedimentos de soldagem, visando a 

redução da propensão à falha em serviço, contribuindo para a segurança da 

operação ferroviária. 
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