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RESUMO 

Este estudo teve por objetivo avaliar a soldabilidade a pontos entre os aços 22MnB5 e Dual 

Phase da classe de 800 MPa de limite de resistência (DP800), ambos com 1,8 mm de 

espessura. A intenção foi determinar os parâmetros adequados de soldagem para esse tipo de 

junta soldada, que vem sendo progressivamente utilizada na estrutura de veículos automotores 

em virtude do uso crescente de peças fabricadas a partir do aço 22MnB5, submetido ao 

processo de estampagem a quente (hot stamping). A interação entre o tempo de soldagem de 

9/2/9/2/9 ciclos e a força aplicada pelos eletrodos de 5,0 kN permitiu maior faixa de 

soldabilidade. Foram avaliadas as propriedades mecânicas através de ensaios estáticos de 

cisalhamento e de tração cruzada em juntas soldadas produzidas a partir da variação do tempo 

de soldagem e da força aplicada pelos eletrodos. Percebeu-se que as juntas confeccionadas 

com o tempo de soldagem com múltiplos pulsos (9/2/9/2/9 ciclos) e a força de 5,0 kN obtiveram 

os melhores resultados em cisalhamento. Em contrapartida, os corpos de prova produzidos 

com a força de 6,5 kN atingiram os maiores valores em tração cruzada. Além disso, foi 

verificado que a fratura interfacial aconteceu somente no ensaio de cisalhamento quando 

utilizada a corrente mínima de soldagem. As fraturas em botão foram observadas para as 

demais correntes, tanto para ensaio de cisalhamento quanto de tração cruzada. 

Independentemente dos parâmetros aplicados, todas as condições avaliadas permitiram 

alcançar o valor mínimo de carga de ruptura necessária (23 kN) para garantir a qualidade de 

uma junta soldada a ponto entre os aços avaliados. 

 

Palavras chaves: soldagem a ponto por resistência, 22MnB5, DP800. 
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ABSTRACT 

This study aimed to evaluate the resistance spot weldability of 22MnB5 and DP800 steels, both 

1.8 mm thick. Before welding, 22MnB5 sheet samples were heated in a furnace, simulating the 

process of hot stamping. The objective was to set of welding parameters appropriate for this 

type of welded joint, which has been progressively used in automotive assembly, due to the 

growing use of parts manufactured from 22MnB5 steel, subjected to hot stamping process. The 

interaction between welding time (9/2/9/2/9 cycles) and the electrode force (5.0 kN) allowed the 

best welding range. Mechanical properties of all welded joints were evaluated using cross 

tensile and lap shear test samples. It was noticed that the welded joint made from the welding 

time with multiple pulses (9/2/2/9/2 cycles) and the electrode force of 5.0 kN, achieved the best 

results in shear test. However, the force of 6.5 kN resulted in higher values for the cross tensile 

test. Furthermore, it was observed that interfacial fracture occurred only in shear tensile test, 

when using the minimum welding current. The button fractures were observed for the other 

currents, both shear tensile as cross tensile. Nevertheless, all the conditions evaluated were 

approved in both tests, obtaining the minimum failure load which ensures the qualities of a 

welded joint. 

 

 

 

 

Keywords: 22MnB5, DP800, resistance spot welding, hot stamping. 
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1. INTRODUÇÃO 

Um importante foco da indústria automotiva é reduzir o peso dos veículos, devido às exigências 

ambientais, e, ao mesmo tempo, aumentar os níveis de segurança dos passageiros. Como 

consequência, tem-se procurado incessantemente soluções tecnológicas no desenvolvimento 

de componentes eficazes na constituição de veículos. Neste contexto, aços com resistência à 

tração que pode chegar a 1500 MPa têm sido utilizados na confecção de peças estruturais e de 

reforço, com vistas a atender aos requisitos de segurança dos passageiros em uma eventual 

colisão. Entretanto, as chapas destes aços não são facilmente conformadas, por possuírem um 

elevado limite de escoamento associado a uma ductilidade baixa. Como resultado há elevada 

propensão ao fenômeno do retorno elástico e grande probabilidade de geração de trincas, além 

de problemas de fixação de forma; o que torna inviável as técnicas de estampagem 

tradicionais. A solução é a estampagem em temperatura alta simultaneamente à têmpera. Este 

processo é comumente chamado de estampagem a quente (hot stamping) ou endurecimento 

na prensa (press hardening). 

O aço mais utilizado no processo de estampagem a quente é o 22MnB5(1). A microestrutura 

inicial desse aço, na condição de recozido, é formada basicamente por ferrita e perlita. Seu 

limite de resistência nessa condição fica em torno de 600 MPa. Após o processo de 

estampagem a quente, no qual se aplica um resfriamento forçado, esse material apresenta 

microestrutura completamente martensítica, e pode atingir valores de limite de resistência que 

ultrapassam 1500 MPa. 

A união de peças estampadas a quente a outras partes do veículo pode ser feita pela 

soldagem a ponto por resistência, sendo este processo o mais utilizado no segmento 

automotivo em virtude de sua alta produtividade, relativa facilidade de execução e qualidade 

adequada das regiões de união. Todavia, não existe muita informação na literatura sobre as 

características de soldabilidade a ponto desses aços. Assim, o presente trabalho visou avaliar 

a soldabilidade do aço 22MnB5, em junta mista, unido ao aço Dual Phase de 800 MPa de limite 

de resistência, uma vez que esse tipo de união vem se tornando usual na industria automotiva, 

entre colunas e travessas de reforço.  
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2. OBJETIVOS 

Nesse contexto, este estudo teve por finalidade avaliar a soldabilidade a ponto de juntas mistas 

do aço 22MnB5 tratado termicamente com o aço Dual Phase classe 800 MPa (DP800), sendo 

usados como critérios: a extensão do campo de soldabilidade, o nível de resistência mecânica 

e o modo de fratura em testes mecânicos estáticos. 

Para isto, serão considerados os objetivos específicos listados a seguir.  

2.1. Objetivos específicos 

1. Verificar se após tratamento térmico, o aço 22MnB5 obteve as propriedades mecânicas 

exigidas pela especificação GMW14400(2) para aços estampados a quente; 

2 Avaliar a influência da força aplicada pelos eletrodos e do tempo de soldagem, sugeridos 

pela norma AWS D8.9M(3), nos limites mínimo e máximo da faixa de soldabilidade; 

3. Verificar a influência dos parâmetros de soldagem (força aplicada pelos eletrodos, corrente e 

tempo de soldagem) no modo de fatura obtido no ensaio de peel; 

4. Determinar as variáveis de soldagem a ponto que podem influenciar nas propriedades 

mecânicas obtidas pelos ensaios de cisalhamento e tração cruzada; 

5. Correlacionar o modo de fratura ao valor de carga máxima obtido após ensaio de 

cisalhamento e tração cruzada; 

6. Avaliar a influência dos parâmetros de soldagem na geometria, na microestrutura e na 

dureza da região de solda. 
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3. REVISÃO BIBLIOGRÁFICA 

3.1. Estampagem a quente 

Estampagem a quente é um processo que foi desenvolvido e patenteado na década de 70 pela 

empresa Norrbottens Jarnverk Steel Works em Luleå, na Suécia, que se fundiu a SSAB 

Hardtech e hoje é conhecida como Gestamp Hardtech(4). 

Em 1984, a Saab Automobile foi a primeira fabricante de veículos que adotou o conceito de 

componentes estampados a quente em seus veículos, sendo aplicado inicialmente no modelo 

Saab 9000.  

No ano de 1987 foram produzidas mundialmente 3 milhões de peças estampadas a quente, 

sendo a perspectiva de produção de 450 milhões de peças para 2013(5), como mostra a 

figura 3.1. 

 

Figura 3.1 – Demanda de peças estampadas a quente(6). 

 

A estampagem a quente consiste na austenitização da peça de aço acima da temperatura Ac3, 

entre 900°C e 950°C, por aproximadamente 5 min. Em seguida a peça é transferida para uma 

prensa, onde é conformada e resfriada bruscamente (temperada) por matrizes refrigeradas. O 

aço tipicamente usado para essa aplicação é o 22MnB5, que apresenta adequada 

temperabilidade e, por isso, exibe uma microestrutura totalmente martensítica após 

estampagem a quente. Antes do processo, o material exibe uma microestrutura ferrita - perlita 

com aproximadamente 600 MPa de resistência e, após a estampagem a quente, a 

microestrutura predominantemente martensítica garante uma resistência máxima de, no 

mínimo, 1000 MPa, como exibido na figura 3.2. 
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1 Figura 3.2 – Comparação esquemática das propriedades mecânicas dos aços de alta 
resistência (AHSS) e os aço tradicionais (HSS)(7). Legenda: MS – Martensitic 
Steel, DP – Dual Phase, CP – Complex Phase, TRIP – Transformation Induced 
Plasticity.  

3.2. Processos de estampagem a quente 

Atualmente são conhecidos dois métodos de estampagem a quente, o processo direto e 

indireto. No processo direto, o blank é austenitizado em um forno com uma temperatura entre 

900 e 950°C, por 4 a 10 min. Posteriormente, em menos de 3 segundos, o blank, na 

temperatura entre 650 e 850°C, é transferido do forno para uma prensa. Este equipamento 

contém uma matriz refrigerada onde o blank é estampado e ao mesmo tempo resfriado a uma 

taxa de 50 a 100°C/s, ocorrendo a têmpera (transformação martensítica) do aço. O intervalo de 

tempo em que a peça fica na prensa depende da espessura da chapa e da geometria 

especificada. Normalmente, o tempo total do ciclo de transferência, conformação e 

resfriamento no molde é de 15 a 25 s. Na figura 3.3 (a) são mostrados, de maneira 

esquemática, os passos do processo direto de estampagem a quente(5). 

No caso do processo indireto, o que diferencia do processo direto, é que inicialmente o blank é 

conformado a frio, por uma matriz convencional, até que a peça atinja 80 a 90% da sua forma 

final. Logo após, o semiproduto é preaquecido até a temperatura de austenitização, seguindo 

os mesmos passos descritos no processo direto de estampagem a quente. A intenção deste 

método é reduzir o desgaste das ferramentas, provocado pelo elevado atrito entre a matriz e a 

peça, e aumentar o limite de conformação para formas muito complexas. A representação 

esquemática do processo indireto de estampagem a quente é mostrada na figura 3.3 (b)(1). 
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2 Figura 3.3 – Desenho esquemático do processo de estampagem a quente (a) direto e (b) 
indireto(8). 

 

3.3. Etapas da estampagem a quente  

Quatro fatores principais influenciam no processo de estampagem a quente de aços ao boro, 

como o aço 22MnB5: o tempo total do ciclo térmico aplicado, as condições de conformação 

aplicadas na prensa, a estabilidade do processo e a qualidade final requerida do produto. A 

escolha do tipo de prensa e o tipo de processo de estampagem são afetados diretamente por 

esses fatores, que dependem das condições de encharque na austenitização da peça, do 

tempo de transferência do forno de austenitização até a prensa e da velocidade de 

estampagem, que incluem a taxa de resfriamento e deformação do material(9). Cada etapa tem 

a sua importância, em termos metalúrgicos, sendo assim, tratadas separadamente nos itens 

seguintes. 

3.3.1. Tratamento de austenitização  

Uma completa austenitização, antes do processo de estampagem, é o primeiro passo para a 

produção de componentes de aços de resistência mais alta. Nessa etapa, deve-se assegurar 

que a microestrutura seja totalmente austenítica, sem a presença de carbonetos e/ou fases 

secundárias. Caso contrário, não é possível a obtenção de componentes com a microestrutura 

final inteiramente martensítica, ainda que o processo de estampagem a quente seja bem 

sucedido(10). 

O aquecimento da chapa de aço pode ser realizado por vários métodos (por efeito Joule, por 

indução, por radiação e convecção(4)(11)), em que os fatores mais importantes são a dimensão 

da peça e a característica da têmpera (completa ou localizada), além da capacidade de 

produção. Entretanto, aqui não será detalhado cada processo de aquecimento e sim a sua 

influência metalúrgica quando o material é submetido à variação de tempo e temperatura de 

austenitização, bem como os ciclos térmicos desde o aquecimento até o resfriamento da 

chapa. 
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Primeiramente, na etapa de aquecimento é necessário conhecer a temperatura e o tempo 

exatos para que a chapa seja totalmente austenitizada. Considerando este aspecto, Chang e 

coautores(12) avaliaram temperaturas de encharque entre 750°C e 1000°C por 4 minutos. 

Destaca-se que o valor de 750°C visou também avaliar a temperatura da chapa na etapa de 

transferência entre a saída do forno e a entrada na prensa. Os autores perceberam que a 

resistência a tração do material foi de 900 MPa para a temperatura de 750°C e 1530 MPa para 

900°C; acima dessa temperatura observou-se uma queda nos valores de resistência mecânica, 

figura 3.4. A 750°C a chapa encontrava-se numa região de transição (intercrítica) de ferrita-

austenita e, acima de 900°C, os grãos austeníticos ficaram maiores do que o necessário, 

causando a perda na resistência mecânica do material.  

 

3 Figura 3.4 – Curva de resistência máxima versus temperatura de aquecimento da chapa de 
aço ao boro(12). 

 

Para entender a relação entre a resistência do material e a microestrutura obtida a partir da 

temperatura de austenitização, He e colaboradores(13) avaliaram as temperaturas de encharque 

de 760°C a 940 °C. A microestrutura das amostras temperadas, após mantê-las nas 

temperaturas de austenitização de 760°C (figura 3.5 (b)) e 790°C (figura 3.5 (c)) durante 

5 minutos, é semelhante à microestrutura do aço 22MnB5 normalizado, figura 3.5 (a), que é 

composta de ferrita (75%) e perlita (25%). Percebe-se que, de modo geral, o aumento da 

temperatura reduz a quantidade de ferrita e aumenta o volume de martensita no produto final, 

como mostram as figura 3.5 (d) e (e). Quando a temperatura de austenitização foi 

suficientemente alta, a perlita e a ferrita se transformaram completamente em austenita, 

resultando em uma microestrutura temperada de 100% martensita, figura 3.5 (f). 
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4 Figura 3.5 – Microestruturas obtidas em diferentes temperaturas de encharque(13). 
 

He e colaboradores(13) verificam a mesma queda de resistência, também observada por 

Chang e coautores(12), figura 3.4, não só em função da temperatura, mas também em função 

do tempo de retenção, como pode ser visto na figura 3.6.  

 

5 Figura 3.6 – Variação da resistência máxima em função do tempo e temperatura de 
austenitização(13).  

 
A literatura(14) indica que essa queda na resistência mecânica pode ser causada pela formação 

de uma martensita mais grosseira, com ripas maiores, figura 3.5 (g), por causa do crescimento 

excessivo do grão austenítico. Naderi e coautores(14) perceberam que a temperatura Ms diminui 

cerca de 37°C com o aumento do tempo de austenitização, figura 3.7.  
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6 Figura 3.7 – Variação da temperatura de início da formação de martensita (Ms), final de 
transformação da martensita (Mf(%)) e fração de cada fase correspondente sob 
efeito do tempo de encharque na etapa de austenitização dos corpos de prova na 
estalagem a quente(14). Legenda: B - bainita, M - martensita. 

 

Lechler & Merklein(15) realizaram estudos sobre a influência das condições de austenitização e 

da espessura do aço 22MnB5 para estampagem a quente. De maneira geral, os autores 

concluíram que o tempo mínimo de encharque para se obter a quantidade máxima de 

martensita com o máximo de dureza, num forno com temperatura de 950°C, é de 3 min. Para 

uma temperatura de 860°C esse tempo aumenta para 5,5 min., como pode ser visto na figura 

3.8. No que tange às dimensões, quanto maior foi a espessura do material, maior foi seu tempo 

de encharque.  

 
(a)                                                              (b) 

7 Figura 3.8 – (a) Valores de dureza obtidos após a variação da temperatura e do tempo de 
encharque. (b) Dureza em função da espessura e do tempo de encharque para 
uma temperatura de 950°C(15). 
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Flandoli e coautores(16), por simulação computacional, observaram que peças austenitizadas 

entre 900 e 980°C apresentaram o mesmo comportamento durante o processamento de 

estampagem a quente, figura 3.9. De acordo com os autores, a variação da carga durante o 

processamento pode estar associada a uma necessidade maior de carga para a deformação 

de certa parte do blank durante a conformação. Eles garantem que esse comportamento pode 

ser desprezado uma vez que para todas as temperaturas de austenitização a conformação do 

blank teve o mesmo resultado. 

 

8 Figura 3.9 – Gráfico de simulação computacional do comportamento de peças estampadas a 
quente submetidas a temperaturas de austenitização(16). 

 

3.3.2. Transferência da peça 

Logo após a etapa de aquecimento, o blank entra em contato com o ar durante a sua 

transferência do forno até a prensa; nesse período a sua temperatura diminui. Como resultado, 

a deformação é realizada em uma temperatura mais baixa que a de austenitização(14). Por isso, 

já na saída do forno pode-se considerar que a peça já esteja em resfriamento. Com isso, a 

operação de transferência deve ser realizada o mais rápido possível, para minimizar a queda 

de temperatura e garantir as propriedades mecânicas necessárias para a peça após a 

estampagem. Se a temperatura no início da conformação do blank estiver abaixo de 780°C, a 

microestrutura final poderá conter alguma bainita e/ou ferrita(10).  

Baixas temperaturas de estampagem podem ocasionar problemas operacionais e de qualidade 

como(9): 

- a redução da capacidade de estampagem do material; 

- ocorrência localizada de transformação da austenita em martensita durante a estampagem, 

conduzindo a uma descontinuidade no comportamento termomecânico do material e a 

localização de deformação; 
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- elevado atrito e ruptura da peça, especialmente nas zonas de flexão; 

- no caso de materiais revestidos, desprendimento do revestimento Fe-Al-Si (powdering) devido 

à elevada solicitação(9). 

Em processos altamente produtivos, a transferência do blank austenitizado para a matriz ocorre 

de maneira mecanizada por meio de braços robóticos. Naderi(10) teve como principal desafio, a 

transferência manual dos blanks aquecidos para a matriz e, com isso, seus experimentos 

tiveram diferentes temperaturas iniciais de conformação, o que afetou diretamente na taxa de 

resfriamento e, provavelmente, na transformação de fases durante o resfriamento. O problema 

relatado pelo autor pode ser observado nos gráficos da figura 3.10. Por exemplo, o tempo de 

transferência do blank de 1 mm de espessura para a matriz durou cerca de 6 a 8 segundos. 

Certamente, as taxas de resfriamento e as transformações de fases foram afetadas, o que 

indica um grande desafio quanto à reprodutibilidade desse processo manual. 

 

 

Figura 3.10 – Evolução da temperatura durante a estampagem a quente de aços 22MnB5 com 
espessura de 1,0 mm, resfriados por (a) água e (b) nitrogênio(10). 
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3.3.3. Refrigeração e estampagem da peça  

A taxa de resfriamento do blank na estampagem a quente deve ser suficientemente elevada, 

de maneira que permita ao final do processo, uma peça apresentando as propriedades 

mecânicas requeridas, sem a presença de defeitos. Uma velocidade de estampagem baixa 

pode acarretar em uma distribuição heterogênea de temperatura ao longo da peça e a 

consequente transformação indesejada de fases (formação de bainita ou ferrita em função da 

taxa de resfriamento ao invés de martensita). Em consequência, ocorre uma redução na 

capacidade de estampagem e a possibilidade de ruptura da peça(9). 

Em caso de simulações da etapa de resfriamento do processo de estampagem a quente, deve-

se ter um cuidado para que a microestrutura final do 22MnB5 não seja tão diferente da 

realidade, ou seja, da microestrutura de peças fabricadas na linha industrial. Dependendo do 

meio de refrigeração, a taxa de resfriamento pode chegar a 2200°C/s, como foi o caso do 

estudo de Bardelcik e colaboradores(17). Neste estudo foram avaliados 4 tipos de meios de 

refrigeração (banhos), sob os quais o aço tratado apresentou três microestruturas distintas, 

como pode ser visto na figura 3.11. A microestrutura final dos blanks resfriados a uma taxa de 

25°C/s constituiu-se basicamente de martensita em ripa e, em menor proporção, bainita 

espalhada aleatoriamente na região avaliada. Nas taxas de 45°C/s e 250°C/s obteve-se 

somente martensita. E, por último, foi observado que a microestrutura obtida após uma taxa de 

resfriamento de 2200°C/s era uma estrutura mais fina e orientada aleatoriamente. Os contornos 

de grão da austenita prévia foram difíceis de distinguir. Foi possível observar os pacotes de 

martensita mais fina (fig. 3.11). O resultado final é importante, pois isso poderá afetar o 

comportamento de produtos em processos posteriores, como no caso de juntas soldadas, 

principalmente na região da zona termicamente afetada (ZTA).  
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Figura 3.11 – Microestruturas de corpos de prova temperados uma taxa de resfriamento de: (a) 
25°C/s (ar), (b) 45°C/s (ar comprimido) e 250°C/s (óleo a 85°C) e (c) 2200°C/s 
(água)(17). 

 

As diferenças microestruturais para cada condição de resfriamento citada na figura anterior 

refletem nas propriedades mecânicas do aço, conforme mostrado na figura 3.12. 

 

Figura 3.12 – Resultado de tensão máxima para uma ensaio de deformação quase estático de 
os corpos de prova de aço 22MnB5 submetidos à varias condições de 
resfriamento(17). 
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Entretanto é importante ressaltar que, de fato, as taxas de resfriamento de um blank, durante o 

processo de estampagem a quente, possivelmente são inferiores a 200°C/s. Na figura 3.13 é 

mostrada a distribuição de temperatura em cada parte do blank após 5 segundos do contato da 

peça com o punção, mas sem o contato direto com a matriz. Os autores(18) perceberam que, 

em algumas partes da peça, a transferência por condução foi prejudicada. No ponto 5, por 

exemplo, a taxa de resfriamento foi menor que a crítica (27oC/s), sendo esta taxa a mínima 

para a formação da martensita. Já no ponto 1, sendo este o local de união da peça ou por 

adesivo ou por soldagem, é possível que sua microestrutura seja completamente martensítica. 

 

(a) 

 
 

(b) 

 

Figura 3.13 – Representação esquemática do (a) sistema de estampagem a quente de um 
blank e (b) a resposta do resfriamento dessa peça através de uma curva CCT(18). 

 

De acordo com Liu e coautores(19), a microestrutura da região do flange, que seria o ponto 1 da 

figura 3.13 depende da força do prensa – chapa (BHF). Pode ser visto a partir da figura 3.14 

que a BHF tem uma influência significativa na distribuição de temperatura sobre o flange de um 

corpo de prova em U. A temperatura mínima do flange diminui com o aumento da BHF por 

causa da condução de calor por contato, que varia diretamente com a pressão de contato, a 

qual está diretamente relacionada à BHF. A microestrutura do flange apresentada na figura 

3.14(a) é uma combinação de martensita e bainita quando a BHF foi de 1,0 MPa e na figura 

3.14(c) exibe uma microestrutura totalmente martensítica para a BHF de 3,5 MPa. 
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Figura 3.14 – Distribuição de temperatura e microestrutura final na região do flange do corpo de 
prova em U sob influência da BHF no processo de estampagem a quente(19). 

 

A temperatura do ferramental também reflete na microestrutura final de um corpo de prova 

sujeito ao processo de estampagem a quente. Quando o ferramental está na temperatura 

ambiente, a microestrutura do flange (fig. 3.15, ponto B) será, provavelmente, martensítica 

após a etapa de têmpera. Todavia, se a temperatura estiver, por exemplo, a 250°C, há uma 

grande chance do corpo de prova exibir uma boa quantidade de perlita na microestrutura final 

do flange, como pode ser visto na figura 3.16(20). 
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Figura 3.15 – Gráfico do histórico de temperatura do ferramental durante a etapa de têmpera 
na estampagem a quente em um corpo de prova em formato de copo de seção 
quadrada(20). 

 
 

  

Figura 3.16 – Microestruturas finais no ponto B dos corpos de prova da figura 3.15 que 
permaneceram em contato com ferramental a uma temperatura: (a) ambiente e 
(b) 250°C, durante a etapa de têmpera(20). 

 

3.4. Aço 22MnB5 

A denominação “aços ao boro” está relacionada com a importância desse elemento com a 

temperabilidade desses materiais. O processo de fusão e de refino, em conjunto com a 

laminação controlada (TMCR - Thermo Mechanical Control Rolling) permite a esses aços obter 

um grau de dureza moderado e uma microestrutura uniforme que, após o tratamento térmico, 

resulte em peças com excelente acabamento e resistência aos carregamentos cíclicos(21).  

Na sua condição “de entrega”, os aços ao boro exibem uma boa resistência à abrasão, devido 

à sua microestrutura composta por 78% (± 5%) de ferrita e 22% (± 5%) de perlita(1), como 

apresentado na figura 3.17, além de uma dureza entre 170 e 200 HV(10). Dessa maneira, os 

aços ao boro, na versão laminados a quente, são utilizados em aplicações que requerem boas 

propriedades de resistência ao desgaste. As principais aplicações para esses tipos de aço, 
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após tratamento térmico, em que se produz uma microestrutura predominantemente 

martensítica, figura 3.18, são máquinas agrícolas (discos, partes de arado), máquinas para 

mineração, equipamentos de corte, etc. Uma aplicação para o aço não tratado é a bateria de 

betoneira(21). 

 

Figura 3.17 – Microestrutura do 22MnB5 na sua forma recozida(22). 

 

 

Figura 3.18 – Microestrutura do 22MnB5 após têmpera (a) com água e (b) com nitrogênio(10). 
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Na estampagem a quente o aço ao boro mais utilizado, versão 22MnB5, apresenta uma 

composição química favorável à formação de martensita a uma taxa de resfriamento baixa. Na 

tabela III.1, encontram-se os projetos de ligas dos principais fornecedores dessa qualidade de 

aço: 

1 Tabela III.1 – Composição química dos aços ao boro dos principais fornecedores mundiais(1). 

 
 

Uma curva típica CCT para um aço 22MnB5 é mostrada na figura 3.19. Nesse exemplo o 

material foi aquecido a uma temperatura de austenitização de 900°C por cinco minutos. Os 

números circulados correspondem aos valores de dureza Vickers (VH10) da microestrutura 

final de cada curva. Para uma taxa de aquecimento de 5°C/s a temperatura de início (AC1) para 

o surgimento da austenita foi de 720°C e a temperatura de transformação da ferrita primária 

para austenita (AC3) foi de 880°C. No resfriamento, as temperaturas de início (Ms) e final (Mf) da 

martensita foram, respectivamente, 410°C e 230°C. Pode-se verificar que a partir de uma taxa 

de resfriamento de 25°C/s a microestrutura foi totalmente martensítica. 

 

Figura 3.19 – Diagrama CCT típico para o aço 22MnB5(14).  
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3.5. Soldabilidade do aço 22MnB5 

3.5.1. Soldagem a laser do aço 22MnB5 

Após o processo de estampagem a quente, uma peça de aço 22MnB5 pode atingir uma 

resistência de 1500 MPa, mas o seu alongamento limita-se em 5 a 6% ao final do processo. 

Conforme abordado na introdução deste estudo, para melhorar a absorção de energia ao 

impacto é preciso aumentar o alongamento em algumas regiões das peças(7)(23). Isso pode ser 

conseguido através de austenitização diferenciada do blank com aquecimento por resistência, 

aquecimento localizado da matriz, ou uso de ferramentas com diferenças nas propriedades 

térmicas, para modificar a taxa de resfriamento em determinados locais. Esses métodos, 

porém, exigem processos sofisticados de aquecimento e resfriamento.  

O método mais usado para esse mesmo fim consiste na conformação de um blank sob medida, 

chamado de Taylor Welded Blank, ou TWB. Como se vê no quadro da figura 3.20, é possível 

combinar chapas de vários graus de aços, inclusive com diferentes espessuras, revestimentos 

ou tratamentos superficiais.  

 

Figura 3.20 – Combinações possíveis de aços para a estampagem a quente(24).  

 

Em um blank sob medida, o aço de alta resistência, como o 22MnB5, é usado apenas onde 

necessário, e as regiões onde se deseja ductilidade maior são preenchidas com aços que 

apresentarão menor resistência após a estampagem a quente da peça.  

Um exemplo dessa aplicação é a peça de reforço da Coluna B (figura 3.21). Esse projeto de 

TWB permite que, em uma colisão, a deformação se concentre na parte inferior da coluna, 

absorvendo energia numa região que não prejudica o passageiro e mantendo baixa 

deformação na região superior da peça, onde está o aço de alta resistência(23). Atualmente, um 
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dos desafios da aplicação do processo envolve o controle da largura e das propriedades 

mecânicas da região de solda e da zona de transição, figura 3.22(25). 

 

Figura 3.21 – Ilustração de uma coluna B com os respectivos locais de segurança do 
passageiro e de absorção de energia na colisão(23). 

 

 

 

Figura 3.22 – Coluna B fabricada com aço para estampagem a quente e aço microligado(7)(26). 
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As regiões para possível aplicação dos TWBs, segundo a ArcelorMittal®, são apresentadas na 

figura 3.23(27). 

 

 

Figura 3.23 – Possíveis aplicações de TWBs com aços Usibor 1500P®/Ductibor 500®(27). 

 

A melhor opção para se unir os aços nos TWBs tem sido o processo de soldagem a laser, por 

ser um processo rápido, com eficiência alta na transferência de energia e por produzir uma 

estreita zona termicamente afetada (ZTA), com bom aspecto superficial(28). Para confecção de 

TWBs, as juntas de topo são mais adequadas do que as juntas sobrepostas, já que elas podem 

ser utilizadas com mais eficiência no processo de conformação dos aços de ultra-alta 

resistência(29). 

Existe a necessidade de se entender a alteração do tamanho da ZTA e da ZF (zona fundida) 

após o processo de estampagem a quente, bem como o aspecto superficial das juntas 

soldadas laser. Essas alterações são mais significativas em TWBs envolvendo materiais para 

estampagem a quente e revestidos, como o 22MnB5 revestido com Al-Si, que normalmente é 

soldado a aços carbono comuns e AHSS, já que a austenitização e a têmpera subsequente 

poderiam diminuir consideravelmente a dureza da ZF e a resistência das juntas soldadas(29). 

Poucos são os estudos publicados sobre o comportamento dos aços soldados a laser antes e 

durante a conformação a quente e sobre as implicações desse processo na qualidade das 

soldas. A maior parte dos estudos aborda o processo de soldagem propriamente dito, e não o 

comportamento da solda durante a estampagem a quente. Acredita-se que esse assunto ainda 

pode ser bastante explorado. 
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No estudo de Brandt e seus colaboradores(30) foram soldadas a laser duas juntas de topo de 

aço 22MnB5, sob diferentes velocidades de soldagem e mesma potência. Após permanecer no 

forno a 930C por 240 segundos, uma amostra foi temperada em água e outra foi resfriada ao 

ar. Observou-se na região de solda uma estrutura predominantemente martensítica na primeira 

amostra, e a presença de ferrita e perlita na segunda amostra, esta última com uma dureza 

mais baixa, em razão da microestrutura mais macia. Em análise por microscopia eletrônica de 

varredura, figura 3.24, notou-se uma distribuição homogênea de carbono e manganês na 

primeira amostra, ao passo que na segunda amostra foi verificada a segregação desses 

elementos na região de solda. Os autores argumentaram que na segunda amostra houve 

tempo suficiente para a segregação do carbono e do manganês para os contornos de grãos 

austeníticos, empobrecendo algumas regiões e dificultando a formação de martensita(30).  

 

(a) 

 

(b) 

Figura 3.24 – Mapeamento dos elementos carbono e manganês em região de solda a laser de 
aço 22MnB5: (a) amostra temperada e (b) amostra resfriada ao ar(30). 

 

Em juntas soldadas a laser, caracterizadas após a estampagem a quente, Kima e coautores(31) 

e Jong e colaboradores(32) identificaram quatro regiões distintas, figura 3.25. A região A, no 

extremo da ZTA, foi submetida a uma temperatura abaixo de AC3 e apresenta martensita 

revenida. A região B, chamada de região branca, alcançou temperaturas entre Ac1 e AC3, 

produzindo uma microestrutura bainítica. A região C atingiu temperaturas entre AC3 e a 
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temperatura de fusão, o que resultou em uma mistura de martensita e bainita. Finalmente a 

região D, zona fundida, passou pelo processo de fusão e têmpera, resultando em martensita. 

As ripas de martensita da região D eram bem maiores que as do metal base (região E), em 

função do crescimento de grão na zona fundida. 

 
Figura 3.25 – Aspecto microetrutural da região de solda a laser do aço 22MnB5, analisado via 

microscopia eletrônica de varredura(31). 

 

Zhengwei e coautores(33) observaram que a microestrutura na zona fundida do aço 22MnB5 

depende da composição química e do aporte térmico, mas não da velocidade de soldagem, 

como se vê na figura 3.26.  

 

Figura 3.26 – Microestrutura da zona fundidada obtida para várias velocidades de soldagem(33). 
 

Max Brandt e colaboradores(30) apresentaram o perfil de dureza de juntas soldadas de aço 

22MnB5 (MBW 1500®) com outro aço de maior ductilidade (MHZ 340®), antes e após a 
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conformação a quente, figura 3.27. Observou-se que a estampagem a quente provocou queda 

de dureza na região da ZF. Quando os autores soldaram juntas apenas do aço 22MnB5, com 

distintos parâmetros de soldagem, e as submeteram a processo de austenitização idêntico no 

forno, obtiveram durezas diferentes na região de solda, figura 3.28.  

 
 

Figura 3.27 – Perfil de dureza de juntas soldadas a laser dos aços MBW 1500®/ MHZ 340® 
antes a após o processo de estampagem a quente(30). 

 

 

Figura 3.28 – Perfil de dureza das juntas soldadas a laser apenas com o aço 22MnB5 
(MBW 1500®), com diferentes parâmetros de soldagem, submetidas à mesma 
temperatura de austenitização no forno(30), sendo (a) resfriamento por água e (b) 
resfriamento ao ar. 

 
A partir desses resultados, os autores inferiram que a dureza da ZF não estava ligada apenas a 

diferenças de composição química entre os aços, como no caso da união de 

MBW 500®/MHZ 340®, mas também a outros fatores, tais como os parâmetros de soldagem e o 

resfriamento da peça na estampagem a quente. Contudo, nesse mesmo estudo foram variados 
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a velocidade de soldagem (3 m/min. a 10 m/min), a potência do laser (2,4 kilowatts a 

8 kilowatts) e as condições de refrigeração da junta soldada com água (0 ml/min. a 999 ml/min). 

No ato da estampagem, tendo sido verificado que nenhum deles influenciou o perfil de dureza 

na região de solda das juntas, figura 3.29(30).  

 

 
Figura 3.29 – Aspecto macográfico e perfis de dureza para variações em alguns parâmetros da 

soldagem e da estampagem a quente de juntas de aço 22MnB5(30).  

 
Para uniões soldadas a laser após a estampagem a quente, obteve-se maior dureza na zona 

fundida, figura 3.30, em comparação à dureza do metal base (aço 22MnB5), devido à alta taxa 
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de resfriamento em função do processo rápido de soldagem a laser. Zhengwei e coautores(33) 

observaram que a menor dureza na ZTA está localizada na área onde a temperatura máxima 

atingida foi próxima à temperatura Ac1. Segundo a literatura(33), essa menor dureza é devido à 

formação de ferrita nesta região, figura 3.31.  

 

Figura 3.30 – Perfil de dureza da junta soldada a laser de aço 22MnB5 para várias velocidades 
de soldagem(33). 

 

 

 

Figura 3.31 – Microestrutura da região de menor dureza da ZTA(33). 
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A formação dessa microestrutura de menor dureza está associada ao calor fornecido a essa 

área, que atingiu temperaturas abaixo de Ac1, induzindo a martensita em se decompor em 

ferrita. Esse fenômeno é chamado de amaciamento da ZTA(33). Segundo Kim e coautores(34), 

mesmo com menores aportes térmicos, observou-se o amaciamento da ZTA.  

3.5.2. Soldagem a ponto por resistência de aço 22MnB5 

Choi e colaboradores(35) realizaram a união do aço 22MnB5 revestido com Al-Si, estampado a 

quente, ao aço DP780 HDG-GA, através do processo de soldagem a ponto, e avaliaram a 

microestrutura da junta soldada. Aqui será relatada somente a microestrutura do 22MnB5, 

detalhada na figura 3.32, que é tema do presente estudo.  

 

Figura 3.32 – Mudança da microestrutura entre o metal base e a lente solda no aço 22MnB5. 
(a) Aspecto geral da junta soldada, (b) metal base, (c) zona de transição entre o 
metal base e a ZTA de baixa temperatura, (d) ZTA de alta temperatura próxima à 
região de fusão e (e) lente de solda ou zona fundida (ZF)(35). 
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Como é de conhecimento o metal base do 22MnB5 é todo martensítico, figura 3.32 (b); sua 

zona fundida é constituída de uma martensita frágil devido à taxa de resfriamento mais alta, 

como mostrada na figura 3.32 (e). Todavia, foi notada uma martensita mais fina na linha de 

fusão, figura 3.32 (d). Este fenômeno é explicado a partir da austenitização nessa parte da 

ZTA: mesmo quando os grãos de austenita são formados, seu crescimento é restringido pela 

formação de martensita e pelos ciclos térmicos de soldagem de curto tempo de permanência. 

Considerando que os grãos são mais finos na ZTA, os constituintes localizados nos contornos 

de grão são obstáculos para a formação de martensita grosseira nesta região. Na região de 

transição entre o metal base e a ZTA, figura 3.32 (c), verificou-se a presença de bainita na 

matriz ferrítica, como resultado de um recozimento lento ocorrido nessa região. Essas 

transformações microestruturais afetaram a distribuição de dureza na junta soldada. 

Com relação ao perfil de dureza da junta soldada a ponto dos aços 22MnB5 Al-Si e 

DP780 HDG-GA, figura 3.33, observou-se uma queda da dureza na ZTA em comparação ao 

metal base e à zona fundida. Isso também foi observado em estudos sobre a soldagem a laser 

do mesmo aço(33). Depois da soldagem, a martensita desse aço é transformada em uma bainita 

“macia” em matriz de ferrita pró-eutetóide, como resultado do recozimento nas regiões sub e 

intercríticas da ZTA. Já a alta dureza apresentada na ZTA provavelmente se deve à formação 

de carbonetos, entretanto, com os métodos utilizados pelos autores não foi possível identificar 

com precisão essa formação. Também se imagina que a martensita mais fina aumenta a 

dureza da ZTA(35). 

 

Figura 3.33 – Perfil de dureza da junta soldada a ponto de aços 22MnB5 e DP780 HDG-GA(35). 
 

Em ensaio de cisalhamento de juntas soldadas a ponto de aços 22MnB5 (Al-Si) com DP780 

HDG-GA todas as fraturas foram do tipo interfacial, figura 3.34(35). Na avaliação da superfície 

de fratura observaram-se regiões com camadas de alumínio remanescente do revestimento 

(FeAl, e FeAl5). Além do alumínio do revestimento, também foram encontradas na superfície 
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trincas de solidificação decorrentes de soldas de alta dureza e baixa tenacidade, características 

de materiais com carbono equivalente alto. O carbono equivalente (Ceq) do 22MnB5 é de 

aproximadamente 0,54, sendo necessário um Ceq maior que 0,24 para causar fratura do tipo 

interfacial(35).  

 

 

Figura 3.34 – Resultados de ensaios de cisalhamento de juntas soldadas a ponto de aços 
22MnB5/DP780 HDG-GA. Parâmetros de soldagem: 20 kN de força dos 
eletrodos e 20 ciclos de tempo de soldagem(35). 

 

Diferentemente do tipo de fratura encontrado nos estudos apresentados até o momento, foi 

visto em outro trabalho que a soldagem entre um aço 22MnB5 e DP780 pode apresentar 

fratura em botão após ensaio de cisalhamento e tração cruzada. Kongati e coautores(36) 

averiguaram que a resistência máxima ao cisalhamento teve um valor médio de 800 MPa para 

um botão de solda de 4,0 mm de diâmetro, sendo este resultado próximo a resistência do metal 

base do DP780. Além disso, os autores não utilizaram nenhum artifício para a soldagem 

desses aços, ambos com 1,0 mm de espessura. Deve-se ressaltar que quanto maior a 

espessura do material, maiores são as chances de fratura interfacial, principalmente em aços 

constituídos de uma estrutura martensítica, mais frágil. 

3.5.3. Soldagem a arco 

A microestrutura da junta soldada pelo processo GMAW de um aço ao boro e um aço com 

limite de resistência de 605 MPa, chamado de FB590, é mostrada na figura 3.35(37). A região 

identificada como “ZTA 1 (Boro)” foi aquecida acima da temperatura Ac3 e rapidamente 

resfriada, resultando na formação de martensita. A região “ZTA 2 (Boro)” foi aquecida entre Ac1 

e Ac3 e resfriada de tal forma que resultou em bainita, martensita e ferrita. A “ZTA 3 (Boro)” foi 

aquecida abaixo de Ac1, apresentando martensita, formada na têmpera e revenida pela 

soldagem. Como se vê na figura 3.36, para baixos aportes térmicos o principal constituinte no 
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metal de solda foi a martensita. Notou-se ferrita acicular nesta mesma região para maiores 

aportes térmico. 

 

 

Figura 3.35 – Seção transversal de junta soldada pelo processo GMAW dos aços ao boro e 
FB590(37). 

 

 

Figura 3.36 – Microestruturas do metal de solda de junta soldada pelo processo GMAW de um 
aço ao boro e outro FB590 com os aportes térmicos (a) 0,29 kJ/mm, 
(b) 0,48 kJ/mm e (c) 0,67 kJ/mm(37). 
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Comparando-se o perfil de dureza da ZTA das juntas soldadas a ponto e pelo processo 

GMAW, pode-se dizer que ambos são similares, como se vê nas figuras 3.33 e 3.37. De acordo 

com os autores que estudaram a soldagem GMAW em aços para estampagem a quente, 

quanto maior o aporte térmico, menor a dureza da ZTA, principalmente devido à taxa de 

resfriamento mais baixa e ao menor tempo de permanência na temperatura de pico que resulta 

na formação de grãos mais finos diminuindo o efeito da têmpera. A dureza da ZTA1(Boro) é 

maior que a ZTA1(FB) por causa do aumento da temperabilidade provocado pelo boro e pelo 

carbono em solução sólida do aço ao boro. 

 

 

Figura 3.37 – Perfil de dureza do metal de solda e ZTA da união pelo processo GMAW dos 
aços ao boro e FB590(37). 

 
 

3.6. Aço Dual-Phase  

Os aços dual-phase (DP) apresentam uma microestrutura normalmente constituída de ilhas de 

martensita dispersas em uma matriz ferrítica, figura 3.38. Entretanto, pequenas quantidades de 

outras fases ou constituintes, tais como bainita, perlita e/ou austenita retida, podem também 

estar presentes.  
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9 Figura 3.38 – Imagem ilustrativa de um aço dual phase(38). 

 

A presença das duas fases, de características bem diferentes, determina o comportamento 

mecânico do aço durante sua deformação. Para um determinado nível de deformação, a fase 

ferrítica encontra-se muito mais deformada que a fase martensítica. A deformação ocorre 

quase que exclusivamente dentro dos grãos de ferrita, enquanto que a martensita, embora seja 

mais solicitada, permanece praticamente no regime elástico.  

A deformação na ferrita em torno da martensita pode ser tão intensa a ponto de provocar a 

formação de vazios na interface. Esta intensa deformação localizada dentro dos grãos de 

ferrita resulta num rápido encruamento nos momentos iniciais de deformação. A expansão de 

volume e a deformação cisalhante que acontecem durante a transformação da austenita para 

martensita no resfriamento resultam em um escoamento simultâneo em vários pontos da 

ferrita. Devido a isso, as deslocações móveis que são produzidas na interface ferrita/martensita 

conduzem à ausência de patamar definido de escoamento. O comportamento dos aços dual-

phase durante a deformação, portanto, está diretamente associado com a quantidade e com o 

tamanho das partículas de martensita presentes na microestrutura. Uma maior quantidade de 

martensita introduz uma maior quantidade de deslocações nas interfaces com a ferrita, 

facilitando o início do escoamento plástico mesmo em baixas deformações.  

Os aços dual-phase apresentam uma ductilidade superior à dos aços baixa liga e alta 

resistência (HSLA) e à dos aços endurecidos por precipitação ou por solução sólida de mesma 

classe de resistência. Esta elevada ductilidade dos aços dual-phase, comparada à dos aços 

HSLA, é atribuída à elevada quantidade de ferrita na microestrutura, ao menor teor de carbono 

contido na ferrita e à eventual presença de austenita retida, dentre outros fatores. Esta 

ductilidade é acompanhada por uma boa conformabilidade, motivo pelo qual os aços DP 

podem ser utilizados em diversas partes de veículos, como os painéis externos(39). 

A figura 3.39 mostra valores típicos para a taxa de encruamento inicial, expressa pelo 

coeficiente de encruamento (também denominado de valor n), dos aços dual-phase em 

comparação com os aços HSLA de mesmo nível de resistência. Os aços dual-phase 
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apresentam valores mais elevados de n, o que indica uma maior deformação uniforme, ou seja, 

nos aços dual-phase a estricção (ou formação de pescoço) demora mais a ocorrer. 

 

 

Figura 3.39 – Valores típicos do expoente de encruamento n para diversos aços de média e 
alta resistência(40). 

3.7. Soldagem de aços dual-phase 

Os aços dual-phase são usados em partes estruturais de automóveis, com o principal objetivo 

de diminuir o peso dos veículos, em razão de sua resistência mecânica. 

A soldagem a pontos é o principal método de união das estruturas dos carros. No entanto, a 

soldagem a pontos de aços revestidos é um problema, pois esses aços requerem diferentes 

procedimentos de soldagem como, por exemplo, maiores correntes, tempos de soldagem e 

força dos eletrodos. Tais condições podem resultar em maior desgaste de eletrodos e defeitos 

nas regiões das lentes de solda, entre outros(41). 

Milititsky e coautores(42) avaliaram formas de obtenção de maior resistência das lentes de solda 

em soldagem a ponto de aços DP600. Foram feitas soldagens com duas e três chapas. Para 

soldagem com duas chapas verificou-se que, quanto maior o tempo de soldagem, com um 

maior número de pulsos (solda/pausa/solda/pausa), maior era o campo de soldabilidade. Em 

síntese, essa maior faixa pode proporcionar uma lente de solda de melhor qualidade e 

resistência. Obteve-se uma boa soldabilidade com três chapas soldadas de um mesmo aço 

(DP600 revestido) aplicando três pulsos.  

Zhang e colaboradores(41) determinaram o campo de soldabilidade de um aço DP600. O efeito 

dos parâmetros tempo e corrente de soldagem sobre a resistência das soldas é mostrado na 

figura 3.40. A corrente de soldagem exerceu uma maior influência na resistência da lente de 

solda do que o tempo de soldagem, podendo ser observado um aumento na resistência com o 
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aumento da corrente. O tempo de soldagem teve influência na resistência da lente somente 

para baixos valores de corrente. 

 

Figura 3.40 – Efeito do tempo e da corrente de soldagem na resistência mecânica de soldas a 
ponto em aços DP600 revestidos(41). 

 

Neste mesmo estudo(41), o limite inferior do campo de soldabilidade foi traçado a 80% da 

máxima resistência (referente à figura 40). O limite superior foi estabelecido até que a 

indentação não ultrapassasse 25% da espessura da chapa, figura 41. 

 

Figura 3.41 – Campo de soldabilidade de aço DP600 utilizando os critérios de limite superior do 
campo por volta de 25% de indentação da espessura da chapa e limite inferior de 
80% da máxima resistência(41). 

 
 

Em outro estudo(43) foi avaliado o efeito da força entre eletrodos, do tempo de soldagem, do 

tempo de retenção e da corrente efetiva na soldabilidade a pontos de aços Dual Phase.  
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A figura 3.42 (a) mostra que para uma determinada corrente efetiva, a resistência ao 

cisalhamento aumenta com o tempo de soldagem até certo ponto, decrescendo 

posteriormente. Observa-se que a corrente efetiva de 10,1 kA proporcionou um melhor 

desempenho para um determinado tempo de soldagem, pois resultou em maior resistência ao 

cisalhamento. 

Ghosh e coautores (43) observaram que com o aumento do tempo de soldagem acima de 45 

ciclos, pode ocorrer o crescimento do diâmetro da lente e do diâmetro do eletrodo, devido ao 

excesso de condução de calor do metal no eletrodo. A solda, no tempo de soldagem de 50 

ciclos, apresenta a máxima resistência ao cisalhamento. 

A figura 3.42 (b) confirma o fenômeno relatado anteriormente, sendo que uma boa resistência 

na solda é obtida quando a faixa de corrente efetiva não excede 10,1 kA e o tempo de 

soldagem é da ordem de 50 ciclos. 

Para uma corrente efetiva igual a 9,2 kA e um tempo de soldagem de 40 ciclos, a interface da 

lente de solda exibiu fratura interfacial devido ao seu diâmetro muito pequeno. Aumentou-se o 

tempo de soldagem para 50 ciclos e ocorreu aumento na resistência, causando fratura na 

região da ZTA. Para a corrente de 9,2 kA a lente de solda cresceu muito pouco, mesmo com o 

aumento do tempo de soldagem. Isto possivelmente foi responsável obtenção de uma 

resistência mecânica inferior às obtidas com correntes mais altas, figura 3.42 (a). Durante a 

soldagem com 10,1 kA, foi verificada uma falha na interface quando usado um tempo de 

soldagem de 40 ciclos. Com o aumento do tempo para 50 ciclos, o diâmetro da lente cresceu. 

 

  
(a) (b) 

Figura 3.42 – Influência da variação no tempo de soldagem e da corrente efetiva na resistência 
ao cisalhamento da lente de solda de um aço DP(43). 
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Com o crescimento da força dos eletrodos, maior contato é estabelecido entre as peças, 

resultando em um aquecimento mais uniforme. Isto minimiza a expulsão durante a soldagem e 

melhora a resistência das soldas, que foi máxima para uma força entre os eletrodos de 565 kg, 

figura 3.43, sem ocorrência de expulsão. Um aumento na força entre os eletrodos resulta em 

um aumento da penetração dos eletrodos e uma redução da resistência da solda, devido à 

indentação na região de solda. 

 

 

Figura 3.43 – Influência da força entre eletrodo no limite de resistência ao cisalhamento na 
soldagem a pontos de aços DP(43). 

 
Neste mesmo estudo(43), observou-se que durante o tempo de retenção, o resfriamento gerado 

pelos eletrodos pode afetar a transformação de fase nas lentes de solda. Isto pode ter 

influenciado no valor da resistência da lente de solda. Quanto maior for o tempo de retenção, 

maior será a possibilidade de aumento da dureza na solda e de formação de fases frágeis, o 

que pode ter ocasionado a diminuição na resistência após 50 ciclos, figura 3.44. 

 

Figura 3.44 – Influência do tempo de retenção na resistência ao cisalhamento do aço DP(43). 
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O aumento no tempo de soldagem diminuiu a dureza na ZTA, figura 3.45. Esse comportamento 

é devido às alterações microestruturais observadas na região de grãos grosseiros da ZTA. A 

alta dureza observada nessa região para menores tempos de soldagem pode ter sido causada 

por transformações metalúrgicas decorrentes do rápido resfriamento em razão da refrigeração 

do eletrodo, que promoveu a formação de fases de baixa temperatura de formação e elevada 

dureza.  

 

Figura 3.45 – Perfil de dureza na região da solda de aço DP para vários tempos de 
soldagem(43). 

  
Marya e coautores(44) avaliaram a influência da espessura do substrato na soldabilidade de 

aços dual phase com espessuras de 1,8 mm (DP18) e de 2,0 mm (DP20).  

Neste mesmo estudo, os autores(44) citam que o aumento na corrente de soldagem e da força 

entre os eletrodos aumenta o diâmetro da lente de solda e reduz a porcentagem de vazios na 

zona de fusão. Os vazios podem ser controlados pelo tempo de soldagem, pela corrente e 

principalmente pela força entre os eletrodos, que deve ser alta. Entretanto, não foi comprovado 

que os vazios provocam fratura interfacial na região de solda. Foram encontrados mais vazios 

na chapa mais espessa (DP20), figura 3.46 (a) e (b). 
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(a) (b) 

Figura 3.46 – Porcentagem de vazios na região de solda (a) nos aços DP20 e DP18 em função 
do tempo de soldagem para uma corrente de 12 kA e uma força de 1200 lbf (b) 
no aço DP20 em função da corrente para diferentes forças aplicadas(44). 

 

O diâmetro do botão de solda (obtido em ensaio de cinzelamento) cresce com o aumento da 

corrente. Para altas correntes o diâmetro do botão nos dois aços se estabiliza. Para baixas 

correntes, os diâmetros do botão de solda foram maiores para o DP18. Concluiu-se que para o 

DP18, por sua menor espessura, necessita-se menos calor para formar o botão de solda do 

que para o DP20, figura 3.47.  

 

Figura 3.47 – Diâmetro da solda nos aços DP18 e DP20 em função da corrente, para um 
tempo de soldagem de 20 ciclos e uma força de 1200 lbf(44). 

 

 

Para complementar, foi verificado que acima da corrente máxima permitida ocorre fratura na 

interface e as chapas são muito indentadas, figura 3.48. Isso pode ser confirmado através da 
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figura 3.49, que mostra que, para correntes próximas a 10 kA, a indentação está em torno de 

20%. Em soldas de boa qualidade, a indentação não pode exceder 30%.  

De acordo com os resultados apresentados anteriormente, pode-se concluir que o DP20 tem 

uma maior suscetibilidade às fraturas interfaciais do que o DP18, devido a sua maior 

espessura. 

 

 

Figura 3.48 – Máxima força registrada durante o teste de cisalhamento em função da corrente 
de soldagem feita para os aços DP18 e DP20(44). 

 

 

 

Figura 3.49 – Influência da redução da espessura e força do eletrodo na soldagem a ponto 
para aços dual-phase, com espessura do substrato de 1,8 mm (DP18) e 2,0 mm 
(DP20)(44). 
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Na visão de Lalam(45) a dureza, em aços de alta resistência soldados a pontos, depende 

somente da composição química do material e não do tempo de soldagem, figura 3.50. 

 

’ 

Figura 3.50 – Perfil de dureza em aços de alta resistência em vários ciclos de soldagem(45). 
 

3.8. Aspectos teóricos da soldagem a ponto por resistência elétrica 

O processo de soldagem a pontos consiste na obtenção da união de duas peças metálicas 

sobrepostas, através da formação de uma pequena região fundida, denominada lente de solda, 

na interface entre as peças. Esta lente é produzida pelo calor gerado pela passagem de uma 

corrente elétrica de alta intensidade e baixa tensão pelo sistema constituído pelos eletrodos e 

as partes a unir, figura 3.51. O tamanho e a forma da lente são determinados, principalmente, 

pela geometria dos eletrodos, pelo diâmetro das faces dos eletrodos e pela intensidade de 

corrente. Após a interrupção do fluxo de corrente, a força exercida pelos eletrodos sobre as 

peças é mantida por um tempo para que o material fundido resfrie e solidifique. Deve ser 

ressaltado que a soldagem ocorre rapidamente, razão pela qual se utiliza usualmente o "ciclo" 

(1/60 s) como unidade de tempo. 
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Figura 3.51 – Dissipação de calor entre metal base e eletrodos durante a soldagem a ponto(46). 
 

 

O aquecimento e fusão das chapas metálicas entre os eletrodos ocorrem devido à conversão 

de energia elétrica em energia térmica por efeito Joule. Esta transformação é descrita pela 

equação 3.1. A soldagem a ponto utiliza este princípio, sendo que uma parte desse calor 

gerado nas peças é consumida na iniciação e crescimento da lente de solda (figura 

3.51) e a outra parte é dissipada para a vizinhança. 

(1) tRIQ  2
   (3.1) 

 

Na realidade, I e R variam durante a soldagem e, assim, o calor gerado deve ser calculado por 

uma integral: 

(2) 

dtRIQ
tf

 
0

2
   (3.2) 

 

em que: 

Q = energia térmica gerada; [J] 

I = corrente elétrica; [A] 

R = resistência elétrica do condutor; [Ω] 

t = tempo de fluxo da corrente. [s] 

 

Os eletrodos desempenham papel importante na dissipação de calor, já que são constituídos 

por material de boa condutividade térmica (ligas de cobre), sendo em geral resfriados 

internamente a água.  
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De acordo com Agashe e Zhang(47), o calor total para a formação da lente de solda é distribuído 

em três grandes áreas: zona fundida (ZF), zona termicamente afetada (ZTA) e área de 

indentação (AI), onde uma quantidade de energia térmica é produzida na região da solda 

causando variações de temperatura. Essa energia é dissipada pela peça e pelos eletrodos, 

causando, também, variações de temperatura nessas. Para fins de cálculo, os autores dividem 

a zona fundida em duas partes envolvidas por suas ZTA e posteriormente as indentações, 

figura 3.52. 

 

 

Figura 3.52 – Regiões da solda a ponto para cálculos de aquecimento, sendo q o calor em 
Joule e h a espessura (mm)(47). 

 
 
Uma simulação das faixas de temperatura na região de solda foi realizada por Bentley e 

coautores(48), que confirmaram que a região de maior temperatura é no centro da lente 

(interface chapa/chapa), figura 3.53. Dupuy e coautores(49) verificaram como que o centro da 

lente atinge temperaturas de 1600ºC e a interface eletrodo/chapa, 700ºC.  

 

Figura 3.53 – Simulação da distribuição da temperatura da região de solda a ponto de um aço 
baixo carbono(48). 

 

Como é bem conhecido e citado na literatura(50), o comportamento do ciclo térmico é diferente 

para cada zona de soldagem, como por exemplo, a região intercrítica da ZTA, em que se 
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observa uma taxa de aquecimento menor em relação às demais áreas analisadas, como 

mostrado na figura 3.54.  

 

 

Figura 3.54 – Ciclos térmicos de soldagem nas diferentes zonas da junta soldada(50).  
 

O ciclo de soldagem a ponto é composto por três fases: compressão (pré-pressão), soldagem e 

retenção, figura 3.55. 

 

Figura 3.55 – Variação da corrente de soldagem e de força dos eletrodos no ciclo de soldagem 
a pontos(46). 

 

É na compressão que acoplam-se os eletrodos sobre as peças (chapas) e estabiliza-se a força 

aplicada. Logo em seguida ocorre a soldagem propriamente dita. Na retenção a força exercida 

pelos eletrodos é mantida, entretanto, ela não pode ser excessiva, pois é nessa fase que 

ocorre o resfriamento e a consolidação da lente. Quanto maior for esse período, maior será a 

possibilidade de aumento da dureza na solda e de formação de constituintes frágeis. No tempo 

de pausa retira-se o eletrodo até o início de um novo ciclo soldagem. 
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3.8.1. Variáveis do processo de soldagem 

a) Corrente e tempo de soldagem 

Durante a soldagem, os valores de corrente não podem ser muito baixos, pois pode não haver 

a formação da lente de solda, nem muito altos, pois isso ocasiona a expulsão do material 

fundido.  

Em relação ao tempo de soldagem, para um tempo muito curto, não é recomendável que a 

corrente seja alta, pois pode causar superaquecimento localizado no ponto de solda, 

danificando a face do eletrodo. Tempo longo e corrente alta podem ocasionar a contaminação 

da região de solda e das faces dos eletrodos.  

Lane e colaboradores(51) afirmam que para a formação de uma lente de melhor qualidade, a 

soldagem deve ser feita em tempos longos e baixa corrente, pois a lente obtida é mais 

uniforme e homogênea que em tempos curtos e corrente alta. Para uma corrente mais baixa, é 

de conhecimento(51) que tempos longos produzem uma lente de tamanho menor e longos pode 

ocasionar expulsão. 

Aços de elevada resistividade térmica e também para aços de espessuras maiores que 2 mm, 

utilizam-se tempos curtos e com múltiplos pulsos de soldagem e corrente mais elevada para se 

obter uma junta soldada de boa qualidade. 

b) Força dos eletrodos 

A força aplicada pelos eletrodos é responsável pelo fechamento do circuito de soldagem, 

permitindo um bom contato entre as peças e entre estas e os eletrodos. Esta força tem grande 

influência na dissipação de calor e, consequentemente, na formação da lente de solda. Para 

valores maiores de força aplicada, melhor é a dissipação térmica e menor a resistência elétrica 

de contato, resultando em menor tamanho da lente. A força é importante também durante o 

tempo de retenção, pois evita o aparecimento de vazios de solidificação. 

c) Tempo de retenção 

A retenção tem por intuito manter a lente confinada durante a sua solidificação através do 

contato entre a o aço e os eletrodos refrigerados, a fim de que a junta soldada obtenha as 

propriedades mecânicas desejadas. Deve-se ressaltar que, quanto maior for esse período, 

maior será a possibilidade de aumento da dureza na solda e de formação de fases frágeis. 

Portanto, o resfriamento gerado pelos eletrodos pode influenciar no valor da resistência da 

junta soldada, como mostrado na figura 3.56. 
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Figura 3.56 – Influência do tempo de retenção na resistência ao cisalhamento do aço Dual 
Phase(43). 

 

Hernandez(50) comenta que os diferentes tempos de retenção modificam a taxa de resfriamento 

das juntas soldadas, figura 3.57, que influenciam na região subcrítica da ZTA, 

consequentemente no grau de revenimento de um aço Dual Phase. 

 
Figura 3.57 – Perfil de temperatura da zona fundida durante o tempo de retenção(50). 

 

Pontos de solda podem apresentar sensibilidade ao tempo de retenção (HTS), com uma maior 

tendência de sofrer fratura do tipo interfacial quando solicitadas mecanicamente. Alguns 

autores(52) citam que a HTS pode ser ocasionada por dois fatores: defeitos como porosidade e 

trinca de solidificação devido a um curto tempo de retenção e uma microestrutura frágil devido 

ao um longo tempo de retenção. É possível que no caso do aço 22MnB5, esse fenômeno 

possa ocorrer, haja visto que sua microestrutura tende a ser predominantemente martensítica. 
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d) Espessura dos metais base  

A espessura dos metais base tem importância para a formação da lente, pois afeta a geração e 

a dissipação de calor. Quanto maior a espessura, maior será a quantidade de material próximo 

à interface chapa/eletrodo e chapa/chapa a ser aquecida e maior deverá ser o tamanho da 

lente.  

Para maiores espessuras do substrato necessita-se de tempos longos de soldagem, pois um 

maior volume será soldado. Neste caso, o resfriamento do substrato será mais lento do que 

para espessuras mais finas. Como consequência, a taxa de dissipação de calor próximo ao MB 

diminui para longos tempos de soldagem. Isto reduz o gradiente de temperatura entre o metal 

base e a lente de soldagem(46).  

3.8.2. Campo de Soldabilidade 

Uma forma de avaliar a soldabilidade a ponto é determinar o campo de soldabilidade. Este 

campo é determinado por correntes, mínimas e máximas, em um gráfico de tempo de 

soldagem x corrente, como exemplificado na figura 3.58. 

 

 

Figura 3.58 – Representação esquemática do campo de soldabilidade para um aço carbono. 
 

A forma de se determinar o campo de soldabilidade é fixar um tempo de soldagem e variar a 

corrente de soldagem. A corrente mínima ( mín ) é estabelecida de forma a produzir uma solda 

de diâmetro mínimo aceitável. E na corrente máxima ( máx ) ocorre a expulsão do metal fundido. 

A área do campo de soldabilidade é importante para soldagem a pontos. Quanto maior a área 

do campo, maior será a possibilidade de soldar o material sem que ocorra a expulsão do metal 

fundido ou a formação de lentes de dimensões inadequadas.  
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3.8.3. Ensaios de cisalhamento e tração cruzada 

É a partir dos ensaios estáticos de cisalhamento e tração cruzada que são, em geral, retiradas 

as informações de propriedades mecânicas das juntas soldadas a ponto. Esses ensaios 

consistem em submeter um corpo de prova com geometria específica a uma carga que é 

aumentada continuamente, a uma velocidade constante, até sua ruptura. A figura 3.59 (a) 

mostra o corpo de prova e a direção de solicitação, usados no ensaio de cisalhamento. Neste 

ensaio as chapas são tracionadas em direções opostas, porém não existe atuação de um nível 

apreciável de esforços trativos no entalhe. O ensaio de tração cruzada, figura 3.59 (b), pode 

ser comparada a um ensaio de tração em um corpo de prova entalhado, pois os esforços 

aplicados induzem tensões trativas na raiz do entalhe. 

 

 

 

 
(a) corpo de prova de cisalhamento. (b) corpo de prova de tração cruzada. 

Figura 3.59 – Representação esquemática dos corpos de prova e do sentido de carregamento 
em ensaios mecânicos para a avaliação da resistência mecânica das juntas 
soldadas a ponto. 

 

O valor de resistência ao cisalhamento é influenciado por variáveis como a espessura da 

chapa, o limite de resistência do metal base e o diâmetro da lente de solda. Sawhill e Furr(53), 

estudando vários tipos de aços, levantaram uma relação entre essas variáveis, que é 

representada na equação: 

 

(3)                   (3.3) 
 

Em que F é o fator de correção, característico de cada aço, com valor médio de 3,2, LRmb é o 

limite de resistência do material,  é a espessura da chapa e  é o diâmetro da lente de solda. 



47 
 

 
 

No ensaio de tração ocorrem tensões trativas na raiz do entalhe, induzidas pelos esforços 

aplicados. Na figura 3.60 pode ser vista a distribuição de tensões em torno da lente de solda. 

Nota-se que devido à ação dos entalhe, as tensões são mais atuantes na extremidade da lente 

do que na sua região central. Segundo Pouranvari(54), as tensões são maiores na ZTA. 

 

Figura 3.60 – Representação esquemática da distribuição de tensões aplicadas na lente de 
solda durante o ensaio de tração cruzada. 

 
 

Também é possível avaliar o tipo de fratura resultante por meio dos ensaios estáticos de tração 

cruzada e cisalhamento. Existem basicamente 4 modos de fratura, figura 3.61. Na maioria das 

vezes, a fratura interfacial é frágil, acontecendo por meio da propagação de uma trinca através 

da zona fundida. Ela ocorre quando a lente é de pequeno diâmetro ou quando existem defeitos 

como trincas e poros ou quando a microestrutura na região de solda é frágil. Logo, esse tipo de 

fratura é indesejável. Já as fraturas em botão são, normalmente, dúcteis, sendo assim 

desejáveis, ocorrendo no contorno da lente de solda ou no metal base. 
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(a) interfacial. 

 

(b) 
parcialmente 
interfacial ou 
parcialmente 
em botão. 

 

(c) botão na 
lente de solda. 

 

(d) botão no 
metal base. 

Figura 3.61 – Representação das possíveis fraturas que podem ocorrer em um ensaio 
estático(3). 

 

Pouranvari(54) apresenta uma equação pela qual pode ser determinado um diâmetro mínimo de 

lente de solda para que a fratura seja do tipo em botão: 

(4)    
  

  
 
    

   
    (3.4) 

 

Em que P é o fator de porosidade (=1, ausência de porosidade/vazios), f é a razão entre 

resistência ao cisalhamento e resistência à tração na zona fundida (=0,5 de acordo com o 

critério de Tresca), HFZ e HPFL são os valores de dureza na zona fundida e no local de falha, 

respectivamente. 
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Pouranvari(54) explica o caminho da fratura para os modos em botão e interfacial, em uma junta 

soldada de aços que possuem limites de resistência diferentes, figura 3.62. 

 

Figura 3.62 – Representação dos locais de inicio e propagação da fratura em uma junta de 
aços de resistências mecânicas dissimilares (DP600/LCS)(54). 

 

Para fratura em botão, O caminho de propagação das trincas pode ocorrer tanto ao longo de B 

quanto de C (figura 3.62). No caso de fratura interfacial, esta ocorre somente em A. A fratura 

pode acontecer em ambas as chapas, enquanto que no ensaio de tração cruzada somente em 

uma das chapas. Foi verificado pelo autor(54), que o caminho de propagação das trincas no 

ensaio de cisalhamento inicia na chapa de maior resistência (CI) e posteriormente na chapa de 

menor resistência (CII). 

De acordo com a figura 3.63, a tensão de cisalhamento no entorno da lente, isto é na ZTA, é a 

força motriz que favorece o tipo de fratura em botão no teste de tração cruzada. Portanto, 

quanto maior a resistência da ZTA, menor será a tendência à fratura em botão. 

 

 

Figura 3.63 – Representação dos locais de início e propagação da fratura em uma junta de 
aços de resistências mecânicas dissimilares (DP600/LCS)(54). 
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Esse caminho de propagação está relacionado com a maneira de como o carregamento age no 

entalhe, seja por cisalhamento ou por tração cruzada. Na tração cruzada (Modo I de 

carregamento) a força motriz para o crescimento da trinca é alta, dificultando a deformação 

plástica, enquanto que no cisalhamento (Modo II de carregamento) a força motriz para 

propagação da trinca é baixa e a deformação plástica é favorecida. Consequentemente, a 

fratura interfacial no ensaio de cisalhamento é controlada pela dureza da zona fundida, ao 

passo que a fratura interfacial na tração cruzada é controlada pela tenacidade a fratura. 
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4. PROCEDIMENTO EXPERIMENTAL 

4.1. Metais base 

As amostras de aço utilizadas foram de Dual Phase de 800 MPa de limite de resistência 

(DP800) e de 22MnB5 “como recebido”, ambos na espessura de 1,8 mm. Nas tabelas IV.1 e 

IV.2 encontram-se, respectivamente, a composição química e as propriedades mecânicas dos 

aços. 

Tabela IV.1 – Composição química dos aços para estudo da soldabilidade a ponto por 
resistência (% massa). 

2 Material 3 C 4 Si 5 Mn 6 P 7 S 8 Al 9 Cu 10 Nb 11 V 12 Ti 

13 DP800 14 0,113 0,517 1,85 0,016 0,005 0,038 
15  0,002 

16  17 0,005 

18 22MnB5 19 0,25 20 0,23 21 1,24 0,020 0,001 0,039 0,02 0,003 22 0,004 0,0045 

 

23 Material 24 Cr 25 Ni 26 Mo 27 N 28 B 29 Ca 30 Ceq* 

31 DP800 32  33  34 0,009 35  36  37  38 0,22 

39 22MnB5 0,18 0,01 0,01 0,0051 0,0032 0,0023 0,35 

                         
   

  
 

           

  
 

   

  
 

   

  
 

  

  
    

(55) 

 

40 Tabela IV.2 – Propriedades em tração dos aços DP800 e 22MnB5 “como recebido”. 

Material 
Limite de  

resistência  
(MPa) 

Limite de 
escoamento  

(MPa) 

Alongamento  
total  
(%) 

DP800 890 698 14,9 

22MnB5 499 305 28,0 

 

4.1.1. Caracterização dos metais base 

Para complementar as informações sobre os aços 22MnB5 e DP800, as amostras foram 

cortadas, lixadas em diferentes granulometrias e, posteriormente, polidas com pasta de 

diamante de 3 e 1 m. Primeiramente, nas amostras sem ataque metalográfico, foram 

determinados os tipos, a classificação e a distribuição das inclusões presentes nos aços, de 

acordo com a carta padrão I da norma ASTM E45(56). Em seguida, foram realizadas análises 

microestruturais via microscopia ótica e microscopia eletrônica de varredura, após ataque com 

reagente químico nital 2%. Para o aço DP800 foi determinada a fração volumétrica de 

constituintes de segunda fase com o emprego de um analisador de imagens. As frações de 

ferrita e de segunda fase presentes no aço foram evidenciadas por ataque com nital 4% e a 
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fração de martensita será medida após ataque com metabissulfito. A fração de bainita foi 

calculada como a diferença entre as frações totais de segunda fase e de martensita.  

4.2. Tratamento térmico do aço 22MnB5 

Os corpos de prova de aço 22MnB5, previamente cortados nas dimensões dos corpos de 

prova para ensaio de peel, cisalhamento, tração cruzada e análise metalográfica, foram 

aquecidos em um forno a uma taxa de 5°C/s até que fosse atingida a temperatura de 

austenitização de 900°C. Permaneceram nesta temperatura por 5 minutos e, em seguida, 

foram transferidos manualmente para um tanque com óleo siliconado para então resfriar a uma 

taxa de aproximadamente 50°C/s até a temperatura ambiente. A representação esquemática 

do ciclo de tratamento térmico é exibida na figura 4.1.  

 

Figura 4.1 – Representação esquemática do ciclo de tratamento térmico aplicado ao aço 
22MnB5. 

 

As amostras foram monitoradas com termopares tipo K, posicionados no centro da amostra e 

na metade de sua espessura, para obter o histórico de temperaturas durante o processo de 

aquecimento, no forno de atmosfera controlada, e de resfriamento em óleo, com taxa de 

aquisição de 40 Hz. 

Três amostras, escolhidas aleatoriamente, foram enviadas para avaliação microestrutural, 

conforme procedimento descrito no item 4.1.1, e também foram avaliadas as suas propriedades 

mecânicas à tração de acordo com a norma ASTM A370(57) para corpos de prova sub-size. Os 

valores de propriedade mecânica atingiram aos requisitos da norma GMW 14400(2), conforme 

tabela IV.3: 
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Tabela IV.3 – Propriedades mecânicas requeridas para o aço 22MnB5, após estampagem a 
quente, segundo a norma GMW14400(2). 

41 Material 
42 Limite de 

escoamento  
43 (MPa) 

44 Limite de 
resistência  

45 (MPa) 

46 22MnB5 47 950-1250 48 1300-1700 

4.3. Obtenção das juntas soldadas 

Para realização de todos os testes de soldagem, foi utilizada uma máquina estacionária do 

fabricante Serra Brasil de 170 kVA de potência nominal, de corrente contínua. Foram 

empregados eletrodos tipo domo de liga Cu-Cr-Zr, pertencentes à classe 2 da norma AWS 

D8.6:2005(58). As soldagens ocorreram em juntas dissimilares de 22MnB5 temperado/DP800.  

4.3.1. Determinação das faixas de soldabilidade 

As faixas de soldabilidade (correntes mínima e máxima de soldagem) foram definidas utilizando 

como base os parâmetros de soldagem recomendados pela norma AWS D8.9M(3) para aços 

com espessuras de 1,80 mm. Na tabela IV.4 são exibidos os parâmetros fixos e na tabela IV.5 

os parâmetros que foram variados, como tempo de soldagem e força aplicada pelos eletrodos. 

 

Tabela IV.4 – Parâmetros de soldagem recomendados pela norma AWS D8.9M(3) para aços 
com 1,80 mm de espessura.  

49 Espessura da 
chapa 

50 (mm) 

51 Diâmetro da face do 
eletrodo 

52 (mm) 

53 Vazão de água nos 
eletrodos 

54 (L/min) 

55 Tempo de retenção 
56 (ciclos) 

57 1,70-1,89 58 8,0 59 6,0 60 10 

 

Tabela IV.5 – Parâmetros que utilizados para determinação da faixa de soldabilidade da união 
22MnB5 temperado/DP800. 

61 Condição 
62 Força 

63 (kN) 
64 Tempo de soldagem 

(ciclos) 

65 P1 66 5,0 67 20 

68 P2 69 5,0 70 9/2/9/2/9 

71 P3 72 6,5 73 20 

74 P4 75 6,5 76 9/2/9/2/9 
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a) Determinação da corrente mínima (Imín): 

A corrente mínima foi ajustada para produzir um botão de solda de no mínimo 0,5 mm abaixo 

do diâmetro aceitável, que é determinado na norma AWS D8.9(3) pela equação     ± 0,1mm, 

sendo t a espessura do aço. O procedimento usual para avaliação do botão de solda é 

chamado de Peel Test, figura 4.2. As dimensões dos corpos de prova de para ensaio de peel 

são apresentadas na figura 4.3. 

 

 

10 Figura 4.2 – Modo de abertura dos pontos de solda através do Peel Test. 
 

 

Figura 4.3 – Padrão de corpos de prova de soldagem para aplicação do Peel Test(3). 
 

 

Para abertura dos corpos de prova foi empregada uma máquina de tração Instron 1125. A 

avaliação do diâmetro foi realizada no segundo do botão de solda por um paquímetro e o seu 

valor foi determinado pela média entre os diâmetros mínimo e máximo, exibidos na figura 4.4.  
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Figura 4.4 – Técnica para medir diâmetro do botão de solda, conforme a norma AWS D8.9M(3). 
 

b) Determinação da corrente máxima (Imáx): 

A partir de Imín, a corrente foi aumentada de 100 em 100 A e um corpo de prova para teste de 

peel foi confeccionado a cada aumento de corrente, até que se atingisse a expulsão do metal 

líquido. O tamanho do diâmetro máximo do botão de solda será realizado da mesma forma que 

no item 4.3.1.a, só que para uma corrente 100 A abaixo da expulsão, uma vez que há perda de 

material na corrente Imáx.  

c) Determinação da corrente de operação (Iop): 

A corrente de operação Iop é definida como sendo a corrente de 200 A abaixo da Imáx. Esta 

corrente é utilizada como sendo a de soldagem de peças e dispositivos, uma vez que, na 

corrente máxima há perda de metal líquido e, consequentemente, perda de propriedade 

mecânica. É também nessa corrente que é medido o valor máximo de carga de ruptura de uma 

junta soldada, após ensaio de cisalhamento e tração cruzada. 

Após a determinação das correntes mínima, máxima e de operação, foram confeccionados dois 

corpos de prova, para cada uma das correntes, sendo que a primeira amostra foi submetida ao 

ensaio de peel, e seu diâmetro médio e o tipo de fratura foram registrados conforme 

apresentados nas figuras 4.4 e 4.5. A segunda amostra foi enviada para análise metalográfica, 

cujos detalhes serão descritos no item 4.5. 
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Figura 4.5 – Tipos de fratura encontradas em botões de solda após Peel Test(3). 
 

4.4. Ensaios de cisalhamento e tração cruzada 

Os ensaios realizados para a avaliação da resistência mecânica dos pontos de solda foram de 

cisalhamento, de acordo com a norma JIS Z3136(59), e o de tração cruzada, de acordo com a 

norma JIS Z3137(60). A representação esquemática dos corpos de prova empregados nesses 

ensaios pode ser vista na figura 4.6. A carga máxima de ruptura e o modo de fratura (figura 

4.5) foram determinados a partir desses ensaios. 

 

 
(a) corpo de prova de cisalhamento (b) corpo de prova de tração cruzada 

Figura 4.6 – Representação esquemática e dimensões dos corpos de prova para avaliação das 
juntas soldadas a ponto. 
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Os parâmetros de soldagem utilizados na confecção dos corpos de prova foram os mesmos da 

determinação da faixa de soldabilidade, tabelas IV.4 e IV.5. Empregaram-se dois diferentes 

níveis de corrente Imín (limite inferior) e Iop (limite superior) da faixa de soldabilidade, 

respectivamente. Portanto, pontos de solda de 8 condições experimentais foram avaliados, 

como mostra a tabela IV.6. Para cada condição foram soldados três corpos de prova para o 

ensaio de cisalhamento e três para tração cruzada. 

77 Tabela IV.6 – Condições de soldagem a ponto de aços 22MnB5 temperado /DP800 para 
avaliação das propriedades mecânicas em cisalhamento e tração cruzada. 

Condição 
78 Força 

79 (kN) 

80 Tempo de 
soldagem 

81 (ciclos) 

Corrente 
(kA) 

P1 5,0 20 Imín 

P1 5,0 20 Iop 

P2 5,0 9/2/9/2/9 Imín 

P2 5,0 9/2/9/2/9 Iop 

P3 6,5 20 Imín 

P3 6,5 20 Iop 

P4 6,5 9/2/9/2/9 Imín 

P4 6,5 9/2/9/2/9 Iop 

 

Não foram realizados ensaios de cisalhamento e de tração cruzada para corpos de prova 

obtidos na corrente máxima (Imáx), uma vez que, nesta condição ocorre perda de material 

(metal líquido) em função da expulsão ocasionada pelo superaquecimento localizado. 

Possivelmente isso distorceria os resultados, pois menos material fundido na lente de solda 

acarretaria em menor resistência em relação aos corpos de prova submetidos às demais 

correntes de soldagem. 

4.5. Análise metalográfica 

Após o corte em seção transversal às juntas soldadas, as amostras foram embutidas, lixadas 

em diferentes granulometrias e, posteriormente, polidas com pasta de diamante de 3 e 1 m e 

atacadas com nital 2% e/ou com uma solução de picral 4% e detergente. O ataque com o 

primeiro reagente químico foi realizado para análise microestrutural, enquanto que com o outro 

reagente foi usado para avaliação de morfologia e para medição das lentes de solda, conforme 

exibido na figura 4.7. Todas essas análises foram realizadas via microscopia ótica. 
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Figura 4.7 – Medidas da seção transversal de junta soldada a ponto: (a) largura da lente de 

solda ou zona fundida e (b) penetração(61). 

 

Foram escolhidas algumas amostras de juntas soldadas obtidas nos itens 4.3.1 e 4.4 para uma 

análise via microscopia eletrônica de varredura (MEV) da microestrutura de cada região da 

solda e da superfície de fratura após ensaio de cisalhamento e tração cruzada. 

4.6. Determinação do perfil de dureza 

O perfil de dureza Vickers foi avaliado de acordo com a norma AWS D8.9M(3), na diagonal, 

como mostra a figura 4.8, com aplicação de uma carga de 500 gf. 

 

Figura 4.8 – Representação esquemática da avaliação do perfil de dureza(3). 
 

Para complementar, também foi utilizado um método de mapeamento de microdureza, 

conforme exemplo feito em uma junta soldada MIG/MAG, como pode ser visto na figura 4.9. 

Para não prejudicar a análise de forma a reduzir erros de medição, a amostra foi somente 

polida e obtida planicidade na superfície. Este ensaio sucedeu-se em duas etapas, na primeira 
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delimita-se a região a ser analisada, a carga aplicada e o número de pontos a serem obtidos. A 

segunda parte é executada de forma automática pelo próprio equipamento, em que ele aplica a 

carga e depois mede a dureza. O mapeamento do perfil de dureza (fig. 4.10) permite avaliar a 

susceptibilidade à ocorrência ou não de fraturas na região de solda sob aplicação de 

carregamento. Os ensaios foram realizados com uma carga de 0,5 kgf em toda a região de 

solda. 

 
Figura 4.9 – Avaliação de dureza em juntas soldadas unilaterais pelo processo MIG/MAG de 

aços de espessuras mais finas(62).  

 

 

 

Figura 4.10 – Perfil de mapeamento de dureza em junta de aço HSLA 590 soldada pelo 
processo MIG/MAG(62).  
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5. RESULTADOS E DISCUSSÃO 

5.1. Caracterização dos metais base 

Os campos representativos das inclusões das amostras de aços DP800 e 22MnB5 “como 

recebido” são mostrados nas figuras 5.1 e 5.2, e suas classificações, segundo a carta padrão I 

da norma ASTM E45(56), são apresentadas na tabela V.1. 

 
Figura 5.1 – Campo representativo das inclusões na amostra de DP800. Ampliação original: 

100X. Sem ataque. 

 

 

 
Figura 5.2 – Campo representativo das inclusões na amostra de 22MnB5. Ampliação original: 

100X. Sem ataque. 
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Tabela V.1 – Resultados da classificação de inclusões, segundo a carta padrão I da norma 
ASTM E45(56). 

82 Identificação da 
amostra 

83 Sulfeto 84 Alumina 85 Silicato 86 Óxido 87 Distribuição 

88 DP800 89 1F 90 2F 91 - 92 1 ½ F 93 Regular 

94 22MnB5 “como 
recebido” 

95 ½ F 96 1 ½ F 97 - 2F Regular 

 

Apesar do aço 22MnB5 apresentar as inclusões de óxidos, distribuídas ao longo da espessura, 

não foi objetivo do presente estudo avaliar se estas tiveram qualquer influência sobre as 

propriedades mecânicas em tração, exibida anteriormente na tabela IV.1. 

A figura 5.3 exibe a microestrutura do aço DP800 no plano da espessura e longitudinal ao 

sentido de laminação, via microscopia óptica, após ataque com nital 2%. A avaliação 

quantitativa, por analisador de imagens, indicou na amostra de aço DP800 uma fração de 

5,42% de martensita, 25,04% de ferrita e 69,54% de outros. Na figura 5.4 observa-se que a 

microestrutura do 22MnB5, antes do tratamento térmico, sendo constituída por ferrita e 

cementita. 

 
Figura 5.3 – Aspecto da microestrutura da amostra de aço DP800. Ampliação original: 500X. 

Ataque: nital 2%. 
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Figura 5.4 – Aspecto da microestrutura da amostra de aço 22MnB5 “como recebido”. 

Ampliação original: 500X. Ataque: nital 2%. 

 

 

5.2. Tratamento térmico do 22MnB5 

Na figura 5.5 é apresentado o ciclo térmico completo no qual foram submetidos os corpos de 

prova (CPs) do aço 22MnB5, incluindo aquecimento, encharque e resfriamento. O forno foi 

ajustado a 980°C, para que os CPs atingissem a temperatura de 900°C, e os mesmos 

introduzidos em seguida. Até atingir a temperatura de 400°C a taxa de aquecimento foi de 

5°C/s, ou seja, dentro do valor estimado. A partir daí até 730°C a taxa esteve próxima a 4°C/s. 

Neste ponto observou-se uma queda mais acentuada no aquecimento, devido à mudança de 

fase do material o que leva ao aumento do calor específico, conforme apresentado na 

figura 5.6. Entre as temperaturas de 800 e 900°C, a taxa média de aquecimento foi de 0,7°C/s. 

Em processos que utilizam fornos pré-aquecidos, é impossível se obter uma taxa constante de 

aquecimento da amostra até atingir a temperatura final desejada. 
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11 Figura 5.5 – Ciclo térmico de aquecimento e resfriamento da amostra de 22MnB5, com forno a 
980°C. 

 

 
Figura 5.6 – Calor específico do aço 22MnB5(63). 

 

Na figura 5.7 é mostrada a variação da taxa de resfriamento e da temperatura interna da chapa 

em função do tempo. Nesta figura é possível acompanhar a evolução da taxa de resfriamento 

em cada fase do processo de têmpera. A amostra foi imersa com temperatura inicial de 925°C. 

Neste momento a taxa de resfriamento eleva-se de 6 para 80°C/s. Nesta fase a troca de calor 

ocorreu através do filme de vapor formado entre a chapa e o óleo. No intervalo de 5,3 a 6,0 s 

há uma elevação da taxa de resfriamento para 137°C/s, devido ao desaparecimento do filme 

de vapor a transferência de calor ocorreu por ebulição nucleada. A partir desse ponto, a taxa 

de resfriamento foi quase constante, ficando próxima a 95°C/s. Quando a temperatura da 

chapa atinge 690°C, a taxa de resfriamento elevou novamente atingindo o valor máximo de 

345°C/s quando a temperatura está a 550°C. Este fenômeno se deve ao aumento da 

difusividade térmica e à redução do tamanho de bolhas do processo de ebulição, permitindo 

um maior contato entre o líquido e a superfície aquecida. Ao atingir 400°C a taxa de 
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resfriamento foi de 68°C/s. A redução na taxa de resfriamento, provavelmente, deve-se ao final 

do regime de ebulição e início da convecção forçada. Ao atingir 200°C a taxa de resfriamento 

foi de 17°C/s. a taxa de resfriamento média ficou em 106°C/s, não conseguindo atingir a taxa 

estimada de 50°C/s. Segundo Bardelcik e colaboradores(17), taxas de resfriamento entre 40°C/s 

e 250°C/s não interferem na morfologia e nos pacotes de martensita. 

 

 

12 Figura 5.7 – Taxa de resfriamento em função da temperatura e do tempo. 
 

O resultado do ensaio de tração realizado no aço 22MnB5, após o tratamento térmico, é 

mostrado Tabela . Os valores de referência para a avaliação foram: limite de escoamento (LE) 

de 950 a 1250 MPa e limite de resistência (LR) de 1300 a 1700 MPa, segundo a especificação 

GMW 14400(2). Verifica-se que os valores encontram-se dentro da especificação da GM. 

Tabela V.2 – Resultado do ensaio de tração em aço 22MnB5, após ensaio de tratamento 
térmico. 

Material 
Espessura 

(mm) 
Largura 
(mm) 

Limite de 
escoamento 

(MPa) 

Limite de 
resistência 

(MPa) 

Alongamento 
uniforme 

(%) 

Alongamento 
total 
(%) 

22MnB5 1,77 6,57 1169 1536 4,8 9,60 

 

Na figura 5.8 é mostrada a microestrutura do aço 22MnB5, após tratamento térmico, em que 

são percebidos constituintes do tipo martensita. A microestrutura esperada seria 100% 

martensita, como cita a literatura(10)(64) e exemplificado na figura 5.9. Vale ressaltar que o foco 

para se obter o 22MnB5 era nas propriedades mecânicas e não na microestrutura. Entretanto, 

sabe-se que a microestrutura resultante nesta etapa do projeto poderá consideravelmente 
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interferir nos resultados de propriedades mecânicas e microestruturas das várias regiões da 

junta soldada a ponto.  

  
(a) Microestrutura via MO. Ataque: nital 2%. 
Ampliação original: 500x. 

(b) Detalhe da microestrutura via elétrons 
secundários. Ataque: nital 2%. Ampliação 
original: 10.000x. 

13 Figura 5.8 – Microestrutura do metal base 22MnB5, após estampagem a quente. 
 

 

 

 

14 Figura 5.9 – Microestrutura típica de um aço 22MnB5, após estampagem a quente(64). 
  



66 
 

 
 

5.3. Determinação das faixas de soldabilidade 

Na figura 5.10 são exibidas as faixas de soldabilidade determinados após ensaio de peel. 

Normalmente, o aumento da força entre os eletrodos resulta no deslocamento da faixa de 

soldabilidade para o sentido de maiores correntes, como no caso do tempo de soldagem de 

20 ciclos, em que a corrente Imín aumentou de 6,8 kA para 7,2 kA, quando a força subiu de 5 kN 

para 6,5 kN. Isso acontece devido ao maior contato efetivo entre a chapa e o eletrodo, que 

eleva a extração de calor e reduz a densidade de corrente. É de conhecimento, também, que a 

corrente de expulsão (Imáx) é decorrente da maior restrição imposta à região de contato entre 

chapas, que se opõe à pressão ferrostática do material fundido.  

 

 

Figura 5.10 – Faixas de soldabilidade da junta soldada dos aços 22MnB5 e DP800, obtidas 
para diferentes forças aplicadas pelos eletrodos, após ensaio de peel. 

 

Entretanto, o comportamento descrito anteriormente não condiz com os resultados das faixas 

de soldabilidade obtidas. Conforme mostra a figura 5.11, a faixa, quando aplicada uma força de 

5 kN, tem maior faixa de trabalho em relação à faixa com a força de 6,5 kN. Marya e Gayden(44) 

e Song e coautores(65) verificaram que a partir de certa força, praticamente não ocorre mudança 

da resistência de contato. Porém, é bom ressaltar que apesar da corrente Imin ter aumentado ou 

estabilizado, após o incremento da força entre os eletrodos, verificou-se que para a corrente 

Imáx não ocorreu o mesmo, pelo contrário, diminui com o aumento da força para 6,5 kN. 

Acredita-se que a alta resistividade elétrica do 22MnB5 pode ter contribuído para um super 

aquecimento da região nesse ponto, fazendo com que a expulsão acontecesse precocemente.  

Contudo, observou-se que a melhor força para soldagem foi a de 5 kN, que garantiu faixas de 

corrente de trabalho superiores a 1,5 kA, considerada aceitável para soldagem de aços 

avançados de alta resistência(66)(67). 
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Figura 5.11 – Gráfico da largura das faixas de soldabilidade nas diferentes combinações de 
tempo de soldagem e força entre eletrodos usados na soldagem da juntas 
soldada dos aços 22MnB5/DP800. 

 

Quanto ao tempo de soldagem, observou-se que um tempo maior com pausa entre as 

correntes de soldagem (9/2/9/2/9 ciclos) garantiu maiores faixas de trabalho, como pode ser 

visto na figura 5.11. Tawade e colaboradores(68) também observaram o mesmo fenômeno, 

entretanto não explicaram os motivos pelos quais múltiplos pulsos podem contribuir para o 

aumento da faixa de corrente de trabalho. Acredita-se que menores intervalos de tempo para 

passagem de corrente de soldagem contribuem para que o material não superaqueça e forme 

lentes de solda sem a presença de defeitos e com uma microestrutura favorável às 

propriedades mecânicas.  

Com relação às fraturas encontradas na determinação da faixa de soldabilidade, de modo 

geral, as do tipo parcialmente em botão, figura 5.12 (a), foram obtidas no ensaio de peel de 

juntas soldadas confeccionadas com tempos de soldagem de 20 ciclos e próximas a corrente 

mínima (Imín). As fraturas do tipo botão figura 5.12 (b) foram encontradas próximas a Imáx, 

quando utilizado o tempo de soldagem de 20 ciclos e no interior da faixa (de Imín a Imáx), quando 

aplicado o tempo de soldagem de 9/2/9/2/9 ciclos. Também foram encontradas do tipo botão 

no metal base, figura 5.12 (c), obtidas próximo a Imáx de juntas soldadas com de soldagem de 

9/2/9/2/9 ciclos e força de 5,0 kN, condição P2 da tabela IV.5. 
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(a) Fratura parcialmente em botão ocorrida 
para correntes próximas ao Imín em juntas 
soldadas realizadas com tempo de 
soldagem de 20 ciclos. 

(b) Fratura em botão ocorrida para correntes 
próximas ao Imín e ao Imáx em juntas 
soldadas realizadas com tempo de 
soldagem de 20 ciclos e 9/2/9/2/9 ciclos. 

 

 

(c) Fratura em botão no metal base ocorrida para correntes próximas ao Imáx em juntas 
soldadas realizadas com tempo de soldagem de 9/2/9/2/9 ciclos. 

Figura 5.12 – Fraturas típicas obtidas no ensaio de peel para determinação das faixas de 
soldabilidade de juntas soldada dos aços 22MnB5 e DP800. 

 

 

Pode-se inferir que as fraturas identificadas no ensaio de peel estão associadas ao tempo de 

soldagem, uma vez que as fraturas parcialmente em botão só foram encontradas em corpos de 

prova soldados com tempo de 20 ciclos. Zhang e Senkara(69) comentaram que, neste ensaio, 

as chapas do corpo de prova estão sujeitas a um dobramento antes do carregamento da lente 

de solda, figura 5.13. Com isso, a região “corona” (interface entre o metal base e a ZTA de grão 

grosseiros) colapsa antes da lente ser submetida a esforços trativos. Como a microestrutura da 

lente de solda é dura (martensita ou bainita), o alto grau de triaxialidade de tensões no entalhe 

tende a aumentar a susceptibilidade de fratura interfacial ou parcialmente em botão. Portanto, 

infere-se que a microestrutura da lente de solda tem influência no resultado do ensaio de peel. 

Ressalta-se que o ensaio de peel é bastante utilizado como teste de campo e definição dos 

parâmetros de soldagem. 
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(a) corpo de prova em L do ensaio de peel. (b) dobramento das chapas do corpo de prova 

antes da lente de solda ser solicitada. 

Figura 5.13 – Representação esquemática da abertura do corpos de prova em ensaio de 
peel(70). 

 

 

5.4. Análise metalográfica 

5.4.1. Aspecto geométrico das juntas soldadas  

Nas figuras 5.14 a 5.17 podem ser observados os aspectos macrográficos, após ataque com 

picral e detergente, das lentes da junta soldada 22MnB5/DP800, obtidas sob diferentes 

condições de soldagem da tabela IV.5. Percebe-se, de modo geral, o aumento da lente de 

solda com o aumento da corrente de soldagem. Nota-se, na maioria dos casos, que as lentes 

apresentaram bom aspecto, sem a presença de defeitos como vazios e/ou trincas de 

solidificação. Apenas as juntas soldadas realizadas na corrente máxima (Imáx), que exibiram 

defeitos do tipo trincas e poros em função da expulsão de metal líquido, já esperados para esta 

condição. 
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(a) Imín (b) Iop (c) Imáx 

Figura 5.14 – Aspecto macrográfico da seção transversal às juntas soldadas de 22MnB5/DP800, relativas à condição P1 da tabela IV.5. (força 
aplicada pelos eletrodos: 5,0 kN; tempo de soldagem: 20 ciclos). Ataque: picral e detergente. Ampliação original: 12,5X. 

 

 

   

(a) Imín (b) Iop (c) Imáx 

Figura 5.15 – Aspecto macrográfico da seção transversal às juntas soldadas de 22MnB5/DP800, relativas à condição P2 da tabela IV.5. (força 
aplicada pelos eletrodos: 5,0 kN; tempo de soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos). Ataque: picral e detergente. Ampliação original: 12,5X. 
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(a) Imín (b) Iop (c) Imáx 

Figura 5.16 – Aspecto macrográfico da seção transversal às juntas soldadas de 22MnB5/DP800, relativas à condição P3 da tabela IV.5. (força 
aplicada pelos eletrodos: 6,5 kN; tempo de soldagem: 20 ciclos). Ataque: picral e detergente. Ampliação original: 12,5X. 

 

 

   

(a) Imín (b) Iop (c) Imáx 

Figura 5.17 – Aspecto macrográfico da seção transversal às juntas soldadas de 22MnB5/DP800, relativas à condição P4 da tabela IV.5. (força 
aplicada pelos eletrodos: 6,5 kN; tempo de soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos). Ataque: picral e detergente. Ampliação original: 12,5X 
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De acordo com a norma AWS D8.1(61) e AWS D8.9(3) o valor do diâmetro mínimo de botão de 

solda, que garante as propriedades mecânicas da junta soldadas em cisalhamento e tração 

cruzada, é de            , sendo t a espessura da chapa em mm. As juntas soldadas de 

22MnB5/DP800, foram realizadas com chapas de 1,8 mm de espessura, portanto, o valor 

mínimo é de 5,37 mm. Todas as juntas soldadas realizadas na corrente mínima atingiram o 

valor mínimo estipulado. 

Não foi observado o aumento do diâmetro da lente de solda para maiores forças aplicadas pelo 

eletrodo, assim como percebido por Zhao e coautores(71). Porém, foi verificado um aumento do 

tamanho da lente de solda para a corrente Iop, confeccionada com tempo de soldagem de 

múltiplos pulsos (9/2/9/2/9 ciclos). De acordo com Hernandes e colaboradores(72) esse 

crescimento se deve a refusão ao qual a junta soldada é submetida, quando aplicado o tempo 

de soldagem com mais de um pulso. 

A penetração (figura 4.7), segundo a norma AWS D8.1(61), deve ser superior a 20% da 

espessura da chapa. Conforme resultado exibido na Tabela V.3, todas as condições impostas 

para avaliação da soldabilidade apresentaram valor superior a 20%, contudo, deve-se ressaltar 

que a condição P4 (força aplicada pelos eletrodos de 6,5 kN e tempo de soldagem de 

9/2/9/2/9 ciclos e corrente (Imáx)) obteve valor quase no limite estipulado pela norma. Outro 

ponto importante e não avaliado neste estudo é que não só a penetração deve ser analisada, 

mas também a indentação, para então concluir as melhores geometrias de juntas soldadas. 

 

Tabela V.3 – Resultado da penetração em juntas soldadas de 22MnB5/DP800, segundo a 
norma AWS D8.1(61). 

Condição Corrente Penetração (%) 

P1 Imín 74 

P1 Iop 51 

P1 Imáx 30 

P2 Imín 53 

P2 Iop 55 

P2 Imáx 30 

P3 Imín 47 

P3 Iop 48 

P3 Imáx 32 

P4 Imín 37 

P4 Iop 44 

P4 Imáx 22 



73 
 

 
 

5.4.2. Microestrutura 

Foram realizadas análises microestruturais em duas juntas soldadas, sendo a primeira a 

confeccionada com a corrente mínima de soldagem na condição P1 e a outra na corrente 

máxima na condição P4.  

 

a) Condição P1 - Imín 

As figuras 5.18 e 5.19 mostram, respectivamente, os locais de análise de cada região de solda 

e as microestruturas típicas analisadas via microscopia ótica e microscopia eletrônica de 

varredura da junta soldada da condição P1. Os pontos de 1 a 5 pertencem a ZTA e ZF do aço 

22MnB5, enquanto que, de 6 a 10 mostram a ZTA e ZF do DP800. 

 

 

Figura 5.18 – Aspecto geral da junta soldada 22MnB5/DP800 realizada na condição P1, 
corrente mínima, e seus respectivos locais de análise de microestrutura. 
Parâmetros: força aplicada pelos eletrodos: 5 kN; tempo de soldagem: 20 ciclos, 
corrente: 6,80 kA. Ataque: nital 2%. Ampliação original: 12,5X. 

 

 

 

. 
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22MnB5 DP800 

    
(a) Ponto 1 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(a.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 1. 

(b) Ponto 10 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(b.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto10. 

    
(c) Ponto 2 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(c.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 2. 

(d) Ponto 9 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(d.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 9. 

15 Figura 5.19 – Microestruturas típicas encontradas nas regiões indentificadas na figura 5.18. Ataque: nital 2%. 
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22MnB5 DP800 

    
(e) Ponto 4 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(e.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 4. 

(f) Ponto 8 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(f.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 8. 

    
(g) Ponto 5 – ZF. Ampliação 
original: 500X. 

(g.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZF – Ponto 5. 

(h) Ponto 7 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(h.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 7. 

  

  
  (i) Ponto 6 – ZF. Ampliação 

original: 500X. 
(i.1) Detalhe por elétrons 

secundários da ZF – Ponto 6. 
Figura 5.19 - Continuação. 
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O aço 22MnB5 tem alta temperabilidade devido ao seu elevado carbono equivalente, como 

visto na tabela IV.1. Esta característica em conjunto com altas taxas de resfriamento, inerentes 

ao processo de soldagem a ponto, que de acordo com alguns autores(73)(50) pode variar entre 

103
C/s a 105

C/s, da zona intercrítica à zona fundida (ZF), respectivamente, propicia a 

formação de constituintes de baixa temperatura de transformação, como se verifica na maioria 

das regiões de avaliação (figura 5.19 e figura 5.25). 

De acordo com as análises, a ZTA do aço 22MnB5 pode ser separada em três regiões, assim 

como definido por Jia e colaboradores(74). O ponto 1 corresponde à região revenida, o ponto 2 à 

parcialmente temperada e o ponto 4 à região temperada. No ponto 1, figura 5.19 (a), verifica-se 

uma microestrutura semelhante a uma bainita e com mais detalhe, na figura 5.20, constituinte 

com possíveis partículas de carbonetos. Esta região provavelmente foi submetida a uma 

temperatura de pico abaixo de AC1, causando um revenimento na microestrutura prévia. 

 

Figura 5.20 – Detalhe por elétrons secundários da região do ponto 1 da condição P1-Imín, 
apresentando uma microestrutura com precipitados de carbonetos. Ataque: nital 
2%. Ampliação original: 40.000X. 

 

A zona parcialmente temperada, figura 5.19 (c), ponto 2, atingiu temperatura entre AC1 e AC3. 

Como a região está acima de AC1, uma parte da microestrutura foi austenitizada e 

posteriormente transformada numa martensita diferente da original do MB. No entanto, a 

temperatura nesta área atingiu temperatura inferior a AC3 e segundo alguns autores(32)(74)a 

martensita original se transformou em ferrita ao invés de austenita.  

Na figura 5.19 (e), ponto 4, é apresentada a zona temperada, em que o aço 22MnB5 alcançou 

uma temperatura acima da linha AC3, transformando a microestrutura prévia totalmente em 

austenita. Dessa forma, o resultado foi uma microestrutura martensítica, como pode ser visto 

em detalhe na figura 5.21.  
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Figura 5.21 – Detalhe por elétrons secundários da região do ponto 4 condição P1-Imín, 
apresentando uma microestrutura martensita/bainita. Ataque: nital 2%. Ampliação 
original: 40.000X. 

 

A microestrutura na região da zona fundida (ZF), figura 5.19 (g), ponto 5, parece ser construída 

de uma martensita mais alongada e de maior dimensão em relação à região temperada da 

ZTA, como se vê em detalhe na figura 5.22. O motivo é que a austenita originada da 

solidificação ou dos grãos de ferrita delta apresenta uma estrutura colunar e de grande 

tamanho de grão. 

 

 

Figura 5.22 – Detalhe por elétrons secundários da região do ponto 5 condição P1-Imín, referente 
a ZF do aço 22MnB5. Ataque: nital 2%. Ampliação original: 40.000X. 

 

Em relação às regiões de solda encontradas no aço DP800, observa-se um aumento da 

quantidade de ferrita da zona subcrítica (RS-ZTA) para a zona intercrítica (RI-ZTA), pontos 10 e 

9 da figura 5.19; também observado por Hernandez(50), que justifica esse aumento devido ao 
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revenimento ocorrido a temperaturas de transformação abaixo de AC1. Baseado nas 

informações do autor, além da ferrita, a segunda fase identificada possivelmente se trata de 

martensita revenida ou bainita. Esta região é resultado da transformação parcial do MB 

(principalmente as regiões de perlita e/ou bainita ou martensita) em austenita durante o ciclo 

térmico; e em martensita após resfriamento(50). 

Observou-se diferenças entre a martensita da GF-ZTA e GG-ZTA, pontos 8 e 7 da figura 5.19. 

A austenitização na região de GF-ZTA atingiu temperaturas acima de AC3. No entanto, o 

crescimento do grão na região de GG-ZTA foi ainda mais desenvolvido com o aumento da 

temperatura de austenitização, resultando assim numa martensita mais grosseira após 

resfriamento. 

A microestrutura da ZF é exibida no ponto 6 da figura 5.19, sendo caracterizada por uma 

morfologia colunar como resultado da solidificação. Essa morfologia colunar é composta 

predominantemente de martensita, menor do que a encontrada na ZF do 22MnB5, figura 5.22, 

porém com morfologia bastante parecida, como pode ser visualizado na figura 5.23. A 

microestrutura resultante na ZF é fortemente dependente da composição química do aço e dos 

parâmetros de soldagem(50), exceto para a região muito próxima da linha de fusão, devido à 

forte agitação magnética do metal líquido, que garante maior difusão entre os materiais. 

 

Figura 5.23 – Detalhe por elétrons secundários da região do ponto 6, referente a ZF do aço 
DP800. Ataque: nital 2%. Ampliação original: 40.000X. 
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b) Condição P4 - Imáx 

As figuras 5.24 e 5.25 mostram, respectivamente, os locais de análise de cada região de solda 

e as microestruturas típicas analisadas via microscopia ótica e microscopia eletrônica de 

varredura da junta soldada da condição P4. Os pontos de 1 a 5 pertencem a ZTA e ZF do aço 

22MnB5, enquanto que, de 6 a 10 mostram a ZTA e ZF do DP800. 

 

 

 

Figura 5.24 – Aspecto geral da junta soldada 22MnB5/DP800 realizada na condição P4, 
corrente máxima, e seus respectivos locais de análise de microestrutura. 
Parâmetros: força aplicada pelos eletrodos: 6,5 kN; tempo de soldagem: 
9/2/9/2/9 ciclos, corrente: 8,71 kA. Ampliação original: 12,5X. 
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22MnB5 DP800 

    
(a) Ponto 1 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(a.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 1. 

(f) Ponto 10 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(f.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 10. 

    
(b) Ponto 2 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(b.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 2. 

(g) Ponto 9 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(g.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 9. 

16 Figura 5.25 – Microestruturas típicas encontradas nas regiões indentificadas na figura 5.24. Ataque: nital 2%. 
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22MnB5 DP800 

    
(c) Ponto 3 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(c.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 3. 

(h) Ponto 8 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(h.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 8. 

    
(d) Ponto 4 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(d.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 4. 

(i) Ponto 7 – ZTA. Ampliação 
original: 500X. 

(i.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZTA – Ponto 7. 

Figura 5.25 – Continuação. 
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22MnB5 DP800 

    
(e) Ponto 5 – ZF. Ampliação 
original: 500X. 

(e.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZF – Ponto 5. 

(j) Ponto 6 – ZF. Ampliação 
original: 500X. 

(j.1) Detalhe por elétrons 
secundários da ZF – Ponto 6. 

Figura 5.25 – Continuação. 

 

 

 

 



83 
 

 
 

Observou-se que a maioria das regiões da junta soldada produzida na condição P4-Imáx obteve 

microestrutura semelhante à condição P1-Imín, salvo algumas exceções. Diferentemente da 

condição P1-Imín, na região subcrítica (RS-ZTA) da condição P4-Imáx foi percebida a presença 

de precipitados de carbonetos em toda a microestrutura desse local, figura 5.26, sendo que no 

caso da primeira condição, figura 5.20, somente foi observada em algumas regiões. 

 

Figura 5.26 – Detalhe por elétrons secundários da região do ponto 1, do aço 22MnB5, da junta 
soldada realizada na condicao P4, Imáx, apresentando uma microestrutura na 
totalidade com precipitados de carbonetos. Ataque: nital 2%. Ampliação original: 
40.000X. 

 

A RI-ZTA do aço 22MnB5 é parecida com a da condição anterior, P1-Imín, como confirma a 

figura 5.27 em detalhe. 

 

Figura 5.27 – Detalhe por elétrons secundários da região do ponto 2 do aço 22MnB5, 
confecionado na condicão P4, Imáx, apresentando martensita e ferrita. Ataque: 
nital 2%. Ampliação original: 40.000X. 
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A GF-ZTA do aço 22MnB5 foi melhor delimitada nesta junta soldada, o que permitiu ver a sua 

diferença em relação a  GG-ZTA, sendo esta última com uma estrutura mais grossa do que a 

primeira. (fig. 5.28).  

  
(a) Região de GF-ZTA. (b) Região de GG-ZTA. 

Figura 5.28 – Comparativo entre as regiões por elétrons secundários, pontos 3 e 4 do aço 
22MnB5, confecionado na condicão P4, Imáx, apresentando martensita e ferrita. 
Ataque: nital 2%. Ampliação original: 10.000X. 

 

c) Comparação entre zonas fundidas (ZFs) 

 

De acordo com Zhao e coautores(71), quando a força de eletrodo é relativamente pequena a 

microestrutura da lente de solda é compreendida de grãos colunares na borda e grãos 

equiaxiais no centro. Quando a força de eletrodo é aumentada, a microestrutura da lente de 

solda é somente composta de estrutura colunar e os grãos equiaxiais desaparecem. Com o 

aumento da força de eletrodo, as estruturas colunares da lente de solda gradualmente crescem 

e engrossam. Quando a força de eletrodo for superior a um valor crítico, os grãos colunares 

serão mais refinados. A partir de uma análise qualitativa, percebe-se uma estrutura levemente 

refinada quando aplicada uma força de 6,5 kN, ou seja, a estrutura martensítica está mais 

refinada. Mais a frente será visto no perfil de dureza, que os valores de dureza da ZF do DP800 

tende a ser levemente maior quando aplicada a força de 6,5 kN. As diferenças entre as 

martensitas podem ser vistas na figura 5.29. 
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(a) ZF do 22MnB5 com 5,0 kN de força. 

Condição P1-Imín. 
(b) ZF do 22MnB5 com 6,5 kN de força. 

Condição P4-Imáx. 

  
(c) ZF do DP800 com 5 kN de força. Condição 

P1-Imín. 
(d) ZF do DP800 com 6,5 kN de força. 

Condição P4-Imáx 

Figura 5.29 – Imagens comparativas das ZFs, realizadas por elétrons secundários, entre as 
microestruturas das juntas soldadas de 22MnB5/DP800. Ataque: nital 2%. 
Ampliação original: 10.000X. 

 

5.5. Dureza 

O perfil de dureza das juntas soldadas da condição P1 e P4 se encontra, respectivamente, nas 

figura 5.30 (a) e figura 5.31 (a). As uniões também foram submetidas ao mapeamento de 

dureza, e para facilitar a discussão, cada região foi identificada com os mesmos números 

registrados na análise microestrutural do item 5.4.2 (figura 5.18 e figura 5.24).  

Os valores encontrados nas regiões analisadas indicam, no caso do aço 22MnB5, que a mais 

alta dureza está distribuída nas regiões de GG-ZTA, GF-ZTA, ZF e MB, enquanto que, no 

DP800 está concentrada nas de GG-ZTA e GF-ZTA; provavelmente devido à formação de 

martensita nestas regiões, como mostram as figuras 5.19 e 5.25.  
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O valor de dureza inferior ao do MB, encontrado na junta soldada, está associado ao 

revenimento da martensita ocorrido na zona subcrítica (RS-ZTA) do aço DP800, ponto 9, e a 

formação de ferrita na intercrítica (RI-ZTA) do aço 22MnB5, ponto 2, figura 5.27. Verifica-se que 

o amaciamento na ZTA do 22MnB5, ponto 2, foi mais proeminente, queda de 200 HV, do que 

para o DP800; podendo-se inferir que não houve ou houve pouco amaciamento para o bifásico. 

 

 

(a) perfil de 

dureza. 

 

(b) mapeamento 

de dureza. 

Figura 5.30 – Distribuição de dureza na junta soldada de 22MnB5/DP800 produzida na 
condição P1. Parâmetros de soldagem: força aplicada pelos eletrodos: 5 kN; 
tempo de soldagem: 20 ciclos, corrente: 6,80 kA. 
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(a) perfil de 

dureza. 

 

(b) mapeamento 

de dureza. 

Figura 5.31 – Distribuição de dureza na junta soldada de 22MnB5/DP800 produzida na 
condição P4. Parâmetros de soldagem: força aplicada pelos eletrodos: 6,5 kN; 
tempo de soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos, corrente: 8,71 kA. 

 

De acordo com o perfil, os valores na ZF variaram entre 470 e 510 HV. Esse intervalo de 

dureza pode ser atribuído as diferentes composições químicas dos aços. Jia e coautores(74) 

comentam que o tempo de soldagem é bastante curto para que haja mistura entre os materiais 

e, por isso, às vezes esse fenômeno não acontece. Outra possibilidade para esta diferença é 

que ela pode estar associada à própria dinâmica de formação da lente, crescendo aos poucos, 

a partir do centro e atingindo a sua dimensão máxima somente no último instante. 

Entretanto, observa-se no mapeamento de dureza que os valores acima de 500 HV, se 

concentraram na região central da ZF, como exemplificado na figura 5.30 (b), o que significa 

que pode ter ocorrido a mistura entre os aços nesse local. Em relação à junta soldada realizada 

na condição P4, em que houve vários pulsos de corrente, verifica-se uma maior 

heterogeneidade nesta região, o que pode ser atribuído ao próprio ciclo de soldagem imposto. 

Uma provável justificativa para isso são as ressoldas que modificam a estrutura da ZF. 

Pollard(75) diz que a dureza é diminuída com o aumento da força aplicada pelos eletrodos, o 

que não foi observado nas juntas soldadas analisadas. 



88 
 

 
 

Quanto a alta dureza, acima de 500 HV, encontrada na GG-ZTA do 22MnB5, ponto 4, Choi e 

coautores(35) atribuem a formação de carbonetos resultante da difusão do cromo, o qual tem 

grande afinidade com o carbono, entretanto isso não pode ser observado devido às técnicas de 

análise utilizadas no presente estudo.  

No caso de Jong e colaboradores(32) a alta dureza está mais concentrada na região de GF-ZTA 

do que na de GG-ZTA, comportamento normalmente encontrado em juntas soldadas de aços 

AHSS. Avaliando-se a diferença entre os pontos 3 e 4 da condição P4, figura 5.25, percebe-se 

que há diferença no tamanho do constituinte; sendo menor para a GF-ZTA. A justificativa é que 

a temperatura máxima de GF-ZTA foi acima de AC3, porém menor do que a temperatura 

atingida na região de GG-ZTA. Além disso, o tempo de existência da fase austenita é mais 

curto na região de GF-ZTA comparado à região de GG-ZTA. Isso conduz a uma martensita 

menor do que a obtida em GG-ZTA, porque a fase austenita acima da temperatura AC3 não 

durou tanto tempo como nesta fase. Portanto, o grão a austenita menor e mais fino se 

transforma em martensita. Apesar de toda essa observação, é de conhecimento que a dureza 

da martensita está associada ao seu teor de carbono e não ao tamanho do grão austenítico. 

Para o aço DP800 uma queda bem menos expressiva de dureza verifica-se na condição P1, 

Hernandez(50) percebe que tanto para o aço DP600 quanto para o DP800, o amaciamento na 

ZTA não é tão proeminente, embora este ocorra para o DP1000. A justificativa é o volume de 

martensita no MB que pode ser revenida durante o processo de soldagem; quanto maior 

volume, maior a queda de dureza. 

Ao final, observou-se que a distribuição de dureza foi bastante similar para ambas as 

condições, o que infere que a geometria poderá influenciar mais do que a microestrutura nas 

propriedades mecânicas dos aços. Para completar, Zhao e coautores(71) conclui que a força 

aplicada pelos eletrodos tem pouca influencia sobre a dureza das juntas soldadas. 
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5.6. Resistência ao cisalhamento 

Os resultados da resistência ao cisalhamento em relação a corrente de soldagem, para 

diferentes forças aplicadas pelos eletrodos e tempos de soldagem, podem ser vistos na figura 

5.32. Nota-se, para todas as condições impostas, a tendência ao aumento da carga de ruptura 

em função do aumento da corrente de soldagem.  

 

Figura 5.32 – Resultado da resistência ao cisalhamento de juntas soldadas a ponto de 
22MnB5/DP800 em função da corrente, utilizando diferentes forças e tempos de 
soldagem. 

 

De acordo com o estudo realizado por Choi e colaboradores(76) o valor mínimo de ruptura de 

uma junta soldada de 22MnB5 de 1,6 mm de espessura para uma lente de solda de diâmetro 

de 6,3 mm é de 23 kN. Entretanto, o presente estudo visa avaliar uma junta soldada de aços 

dissimilares 22MnB5 e DP800, sendo este último de menor resistência. Um fator importante 

que deve ser levado em consideração é o critério de determinação do diâmetro mínimo do 

botão de solda. Enquanto os autores(76) utilizaram a equação     , sendo t a espessura do 

aço, para determinação da corrente mínima de soldagem, no presente estudo o valor mínimo 

adotado foi de 5,37 mm, vindo da norma AWS D8.9M(3), sendo a equação de referência     , 

ou seja, menor do que 6,3 mm.  

Victor(50) comenta que o valor mínimo para carga de ruptura de juntas soldadas a ponto de aços 

DP780 de 1,2 mm de espessura, seria em torno de 18 kN, considerando o diâmetro mínimo da 

lente de solda de     , sendo t a espessura do aço. Portanto, pode-se afirmar que, para 

todas as condições de soldagem avaliadas, os valores encontrados para carga de ruptura para 

um corpo de prova confeccionado numa corrente mínima de soldagem estão acima do 

esperado. 

Dos parâmetros de soldagem avaliados, os corpos de prova que obtiveram melhores 

resistências em cisalhamento foram da condição P2, com tempo de soldagem mais longo 
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9/2/9/2/9 ciclos e 5,0 kN de força aplicada pelos eletrodos. Primeiramente, pelo fato de que a 

carga de ruptura mínima foi superior a 23 kN(76) e também devido à carga de ruptura para uma 

corrente de operação Iop (200 A abaixo da corrente de expulsão) ter sido o maior valor 

encontrado em relação às demais condições.  

Pode-se dizer que o aumento da força entre os eletrodos não garantiu o aumento da carga de 

ruptura em cisalhamento, uma vez que, o pior resultado para corrente mínima foi para a 

condição P4, que utilizou 6,5 kN de força aplicada pelos eletrodos.  

De acordo com vários autores(32)(50)(54) o diâmetro da lente de solda influencia a resistência ao 

cisalhamento de uma junta soldada de aços Dual Phase. Quanto maior o diâmetro da lente, 

maior tende a ser a carga de ruptura. Contudo, foi percebido que para a Iop da condição P4 

(fig. 5.32), o valor da carga de ruptura foi de aproximadamente 26 kN; próximo aos valores de 

carga de ruptura de Imín das condições P2 e P3. 

Entretanto, comparando as cargas de ruptura e os diâmetros das lentes de solda, percebe-se 

na figura 5.33 que a condição P2, a qual obteve maior carga de ruptura para um corrente Iop, 

também foi a que resultou no maior diâmetro médio da lente de solda; concordando com os 

comentários dos autores(32)(50)(54) citados anteriormente. 

 

Figura 5.33 – Resultado da resistência ao cisalhamento de juntas soldadas a ponto de 
22MnB5/DP800 em função da corrente e do diametro da lente de solda, 
utilizando diferentes forças e tempos de soldagem. 

 

A figura 5.34 compara a resistência ao cisalhamento, corrente de soldagem e modos de fratura 

obtidos neste ensaio para todas as condições de soldagem avaliadas. É possível observar que 

a maioria das fraturas interfaciais aconteceu nas correntes mínimas (Imín). Pontos de solda 

produzidos em uma corrente 200 A abaixo da corrente de expulsão (Iop) obtiveram fraturas do 

tipo botão no metal base e botão contornando a lente de solda, exemplificados na figura 5.12. 
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Figura 5.34 – Relação entre cargas de ruptura em cisalhamento, modos de fratura e correntes 
aplicadas de juntas soldadas a ponto de 22MnB5/DP800. 

 

De todas as condições apresentadas, a única que obteve fratura no metal base foi a P2, sendo 

esta a que apresentou a maior lente de solda, como mostra a figura 5.33. Como já comentado 

anteriormente, quanto maior o diâmetro da lente de solda, maior tende a ser a resistência ao 

cisalhamento. Adicionalmente, os resultados do presente estudo também sugerem que maiores 

serão as chances da fratura ocorrer em forma de botão. 

Diferentemente do observado na figura 5.33, em que a resistência ao cisalhamento é 

influenciada pelo diâmetro da lente de solda, o mesmo não ocorreu para a penetração, como 

exibido na figura 5.35. Larsson(77) comenta que a penetração é uma exigência, mas não faz 

qualquer relação com as propriedades mecânicas das juntas soldadas. Neste estudo, 

observou-se que os maiores valores de resistência ao cisalhamento ocorreram para 

penetrações em torno de 50%. Uma das possíveis causas é a menor quantidade de volume de 

metal fundido. Também se infere que quando ocorre a fratura em botão em uma junta soldada 

com menor penetração, o caminho para que a trinca se propague na linha de solda é menor, 

consequentemente diminuindo a resistência ao cisalhamento. 
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Figura 5.35 – Variação da penetração e da resistência ao cisalhamento, em juntas soldadas de 
22MnB5/DP800, com a corrente de soldagem. 

 

Apesar dos bons resultados obtidos pelo tempo de soldagem mais longo, vale ressaltar que 

esse tempo pode impactar na produtividade por ser excessivo, porém é o que garantiu a 

melhor qualidade das juntas soldadas em termos de resistência ao cisalhamento. Quanto à 

força de soldagem, verificou-se que a força de 5,0 kN foi a que mais se adequou aos 

resultados de cisalhamento e sendo uma força com padrões normais de uma máquina de 

soldagem. 

5.7. Resistência à tração cruzada 

A variação da resistência à tração cruzada em função da corrente de soldagem, para as 

diferentes forças aplicadas, pode ser vista na figura 5.36. Suehiro e colaboradores(78) 

determinaram a resistência a tração cruzada de um aço 22MnB5 de 1,4 mm entre 6 e 9 kN, 

dependo do diâmetro da lente de solda; e Kongati e coautores(36) encontrou um valor médio de 

3.71 kN, para um diâmetro de lente de solda de 4,43 mm de uma junta soldada de 22MnB5 e 

DP780. A partir destes dados infere-se que todos os corpos de prova obtiveram resultado 

superior ao estimado após ensaio de tração cruzada. 
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Figura 5.36 – Resultado da resistência à tração cruzada de juntas soldadas a ponto de 
22MnB5/DP800 em função da corrente, utilizando diferentes forças e tempos de 
soldagem. 

 

Quanto ao resultado em si, o primeiro ponto a ser notado é o valor da carga de ruptura obtida 

para um corpo de prova confeccionando na corrente mínima se soldagem (Imín). Nessa 

condição todos os corpos de prova estavam com o mesmo diâmetro de botão de solda no valor 

de 5,37 mm 0,1 mm, figura 5.37. Verifica-se que houve diferença entre os valores de carga 

média de ruptura para Imín, sendo as maiores para os corpos de prova das condições P3 e P4, 

realizadas com uma força maior de soldagem de 6,5 kN. Como citado anteriormente, Pollard(75) 

comenta que o aumento da força diminui a dureza da ZF, apesar de isto não ter sido 

evidenciado no presente estudo. Uma provável alternativa para explicar a diferença entre os 

resultados é que de acordo com alguns autores(54)(79), além do diâmetro da lente, a 

microestrutura da ZTA também influencia no resultado da carga de ruptura em tração cruzada. 

Não foram percebidas alterações de valores em relação ao tempo de soldagem aplicado. 

Para as condições P3 e P4, a diferença entre as cargas de ruptura dos corpos de prova 

soldados com Imín e Imáx foram pouco significativas, indicando que outros fatores podem ter 

influencia no resultado além da geometria (diâmetro da lente de solda) 

Nos corpos de prova produzidos em Iop, verifica-se que os resultados foram similares, com 

exceção para a condição P1 uma carga média de ruptura menor do que as demais. 
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Figura 5.37 – Resultado da resistência à tração cruzada de juntas soldadas a ponto de 
22MnB5/DP800 em função da corrente e do diametro da lente de solda, 
utilizando diferentes forças e tempos de soldagem. 

 

Na literatura(71) foi encontrado que a penetração também pode ter influencia nos testes de 

propriedades mecânicas estáticas. Apesar da pequena diferença entre as penetrações, 

verifica-se que a penetração de P1 foi a maior de todas e a que obteve pior resultado do teste 

de tração cruzada, figura 5.38. 

 

Figura 5.38 – Variacão da penetração e da resistência à tração cruzada, em juntas soldadas de 
22MnB5/DP800, com a corrente de soldagem. 

 

 

Quanto ao tipo de fratura, não foi observada fratura do tipo interfacial no teste de tração 

cruzada, como exibe o gráfico da figura 5.39. De acordo com Pouranvari(54) o modo de fratura 

em corpos de prova submetidos à tração cruzada dependem da dureza da ZF e da resistência 

e dureza do local de fratura (exemplo: ZTA). 
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Figura 5.39 – Relação entre cargas de ruptura, modos de fratura e correntes aplicadas de 
juntas soldadas a ponto de 22MnB5/DP800 após teste de tração cruzada. 

 

 

5.8. Análise da falha 

A transição de fratura interfacial para botão depende do tamanho e da dureza da ZF e das 

propriedades da ZTA. Como observado anteriormente, as fraturas interfaciais ocorreram nas 

correntes mínimas de soldagem, após teste de cisalhamento. Nessa condição todos os corpos 

de prova foram confeccionados com o diâmetro mínimo da lente, sendo constatado, através de 

ensaios, que este valor de diâmetro foi insuficiente para que a fratura ocorresse em botão. Na 

figura 5.40 é exibida a seção transversal de uma fratura interfacial. Observa-se que a ruptura 

ocorreu ao centro da zona fundida. 

 

 

Figura 5.40 – Representação da seção trasnversal de uma fratura interfacial adquirida após 
ensaio de cisalhamento em uma junta soldada de 22MnB5/DP800. Parâmetros 
de soldagem: condição P2, força aplicada pelos eletrodos: 5 kN; tempo de 
soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos, corrente: 6,90 kA.  

 

A figura 5.41 mostra o aspecto geral da superfície de fratura e a figura 5.42 as fractografias 

obtidas a partir dessa superfície em corpo de prova submetido ao ensaio de cisalhamento. Na 

região 1, chamada de corona, houve dificuldade para caracterizar a superfície de fratura, pelo 
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fato de que, se apresentava muito amassada; possivelmente ocorrido durante a própria 

soldagem. Na região 2, porém, percebe-se a presença de micromecanismos de fratura dúctil e 

frágil, isto é, foram observados tanto dimples quanto planos de clivagem. De acordo com Jia e 

colaboradores(74) os planos de clivagem começam nos contornos de grão e, em seguida, 

conectam-se com outro contorno por deformação plástica. A fratura de quase-clivagem é uma 

forma típica que aparece principalmente em locais que consistem de martensita. A literatura(80) 

afirma que a alta densidade de deslocações existente na martensita gera uma grande 

resistência no deslizamento dos grãos. Essa forte interação entre alta densidade de 

deslocações e a tensão é o que realça a resistência da martensita. Portanto, as juntas 

soldadas, mesmo com fratura do tipo interfacial, apresentam alta resistência ao cisalhamento, 

motivo pelo qual todas as juntas soldadas de 22MnB5/DP800 confeccionadas na corrente Imín 

foram aprovadas no teste de cisalhamento. 

 

Figura 5.41 – Aspecto geral da região de uma fratura interfacial adquirida após ensaio de 
cisalhamento, em uma junta soldada de 22MnB5/DP800. Parâmetros de 
soldagem: condição P2, força aplicada pelos eletrodos: 5 kN; tempo de 
soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos, corrente: 6,90 kA.  

 

  
(a) morfologia da fratura na região 1 – ZTA – 
corona. 

(b) morfologia da fratura na região 2 – ZF. 

Figura 5.42 – Morfologia da superfície de fratura após ensaio de cisalhamento, analisadas por 
microscopia eletrônica de varredura, em uma junta soldada de 22MnB5/DP800. 
Parâmetros de soldagem: condição P2, força aplicada pelos eletrodos: 5 kN; 
tempo de soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos, corrente: 6,90 kA. 
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Quanto à fratura em botão, figura 5.43, foi observado que ocorreu no 22MnB5, sendo este o 

aço de maior resistência. Pelas fractograficas, figura 5.44, verifica-se somente dimples na 

região de ZTA, apresentando um mecanismo do tipo dúctil, enquanto que a região 2 de fratura 

é somente por clivagem transgranular, caracterizando um aspecto frágil. Zhong e coautores(79) 

afirmam que fraturas em botão iniciam e propagam na ZTA próximo a lente de solda. 

 

 

Figura 5.43 – Representação da seção trasnversal de uma fratura em botão adquirida após 
ensaio de tração cruzada, em uma junta soldada de 22MnB5/DP800. Parâmetros 
de soldagem: condição P2, força aplicada pelos eletrodos: 5 kN; tempo de 
soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos, corrente: 8,80 kA.  

 

 

  
(a) morfologia da fratura na região 1 – ZTA (b) morfologia da fratura na região 2 – 

contornando a ZF. 

Figura 5.44 – Morfologia da superfície de fratura após ensaio de tração cruzada, analisadas por 
microscopia eletrônica de varredura, em uma junta soldada de 22MnB5/DP800. 
Parâmetros de soldagem: condição P2, força aplicada pelos eletrodos: 5 kN; 
tempo de soldagem: 9/2/9/2/9 ciclos, corrente: 8,80 kA. 

 

Para complementar, a diferença entre a fratura em botão que contorna a lente de solda e a que 

ocorre na ZTA é que esta última ocorreu especificamente na região subcrítica da ZTA, como 

mostra a figura 5.45. O motivo pela diferença do local de ruptura não está muito claro, uma vez 

que somente a condição P3, tempo de soldagem de 20 ciclos e força de 6,5 kN, obteve este 
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tipo de fratura. Ressalta-se que, apesar da diferença entre as fraturas, não foram observadas 

diferenças entre as cargas de ruptura. Portanto, conclui-se que o importante é que a fratura 

seja em botão e não interfacial. 

 

 

 

(a) Aspecto geral da fratura em botão na ZTA. 
(b) Detalhe por elétrons secundários da 
microestrutura na região de fratura. 

Figura 5.45 – Aspecto geral da fratura em botão na ZTA da junta soldada de 22MnB5/DP800, 
após ensaio de tração cruzada. Parâmetros de soldagem: condição P3, força 
aplicada pelos eletrodos: 6,5 kN; tempo de soldagem: 20 ciclos, corrente: 
8,30 kA. 
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CONCLUSÕES 

Foram determinadas as faixas de soldabilidade da união de aços dissimilares 22MnB5 e 

DP800, ambos de 1,8 mm de espessura, usando tempos de soldagem de 20 ciclos e 9/2/9/2/9 

ciclos e força aplicada pelos eletrodos de 5 kN e 6,5 kN, sendo obtidos os resultados descritos 

a seguir.  

Apesar das diferenças dos valores entre as correntes mínimas e entre as correntes máximas, 

observou-se que qualitativamente as mesmas foram próximas. 

O aumento da força aplicada pelos eletrodos não resultou no deslocamento das faixas de 

soldabilidade para maiores correntes. Por outro lado, o incremento da força de 5 kN para 

6,5 kN não somente diminui a faixa de trabalho, como também o valor da corrente máxima de 

soldagem. 

A utilização da soldagem por múltiplos pulsos (9/2/9/2/9 ciclos) garantiu maiores faixas de 

trabalho, além de favorecer a desejável fratura em botão, após Peel Test. Também garantiu a 

formação de maiores lentes de solda (zona fundida).  

Em nenhuma das condições testadas foi encontrada fratura do tipo interfacial após Peel Test, 

sendo esta uma fratura indesejável, por ser, na maioria dos casos, um indicativo de má 

qualidade da junta soldada. 

Independente do parâmetro de soldagem avaliado, foram observadas três regiões de ZTA no 

22MnB5: a região revenida, a parcialmente temperada e a temperada. Dentre elas, em uma foi 

percebido um amaciamento (queda de dureza de 200 HV) em relação ao metal base (MB), 

localizado na região intercrítica (parcialmente temperada), constituída de uma microestrutura 

contendo martensita e ferrita. O amaciamento na ZTA do DP800 não foi tão expressivo quanto 

do 22MnB5, podendo ser desprezado. 

Quanto à zona fundida, foi verificado que o aumento da força de 5 kN para 6,5 kN refinou a 

microestrutura presente nesta região, especificamente para o aço DP800, porém sem a 

observação de modificações quanto a dureza.  

A resistência ao cisalhamento foi substancialmente maior que a resistência à tração cruzada. 

No teste de cisalhamento foi verificada a tendência ao aumento da carga de ruptura em função 

da corrente de soldagem, ou seja, os resultados foram melhores para as juntas soldadas 

referentes ao final da faixa de soldabilidade, para as quais são obtidos os maiores diâmetros de 

lente de solda. Dentre os corpos de prova avaliados, os confeccionados na condição com 

tempo de soldagem com múltiplos pulsos (9/2/9/2/9 ciclos) e força de 5 kN conferiram maiores 

cargas de ruptura em relação às demais condições. 
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Quanto ao teste de tração cruzada, os melhores resultados foram para as condições com maior 

força aplicada pelos eletrodos (6,5 KN), não havendo diferenças entre os tempos de soldagem. 

Outro fato observado foi que, para essa mesma condição, os valores de carga de ruptura das 

correntes mínimas e das correntes de operação (200 A abaixo da corrente máxima) foram 

próximos, podendo-se inferir que não só o diâmetro da lente de solda tem influência sob o 

resultado de tração cruzada, mas também as durezas da ZF e ZTA.  

Fraturas interfaciais somente foram encontradas nos corpos de prova confeccionados na 

corrente mínima de soldagem e submetidos ao teste de cisalhamento.  

No teste de tração cruzada as fraturas foram em botão no contorno da zona fundida e também 

em botão no metal base. Apesar dessa diferença, não foi verificada variação no resultado em 

função do modo de fratura, o que indica que o importante é que a fratura não seja do tipo 

interfacial. 

Conclui-se, portanto, que a melhor condição de soldagem a ponto para a união entre os aços 

22MnB5 e DP800 é a utilização do tempo de soldagem com múltiplos pulsos (9/2/9/2/9 ciclos) e 

força aplicada pelos eletrodos de 5 kN. 
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SUGESTÕES PARA TRABALHOS FUTUROS 

1. Avaliar a soldabilidade a ponto do aço 22MnB5 e do aço DP800, ambos revestidos com 

zinco pelo processo de galvanização a quente e o 22MnB5 com revestimento Al-Si, 

para título de comparação. 

2. Determinar o tamanho mínimo da lente de solda que garanta que a fratura seja em 

botão, após ensaio de cisalhamento. 

3. Avaliar o desempenho em fadiga por cisalhamento das juntas soldadas de 

22MnB5/DP800. 

4. Avaliar a influência da penetração nas propriedades mecânicas em tração cruzada e 

cisalhamento. 
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