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1 Einleitung und Zielsetzung

Die Schwingfestigkeit eines Bauteils kann durch gezielte mechanische, thermische sowie thermo-
chemische Randschichtverfestigungsverfahren erheblich gesteigert werden. Gegeniiber konstruktiven
Mafnahmen lassen sich hiermit meist groflere und kostengiinstigere Schwingfestigkeitsgewinne erzie-
len [1,2].

Das FEinsatzhdrten ist ein thermochemisches Randschichtverfestigungsverfahren, bei dem die Rand-
schicht eines aus einem kohlenstoffarmen Stahl gefertigten Bauteils zunéchst mit Kohlenstoff bei ho-
hen Temperaturen angereichert und anschlieend schnell abgekiihlt (gehértet) wird. Aus dem schnel-
len Abkiihlvorgang resultieren grofle Temperaturgradienten im Bauteil sowie strukturelle Verdnde-
rungen des Einsatzstahles, so dass am Ende der Warmebehandlung die Randschicht des Bauteils
hoherfeste Gefiigebestandteile sowie Druckeigenspannungen aufweist. Beides fiihrt zu verbesserten

Schwingfestigkeits- und Verschleifleigenschaften des Bauteils.

Zur Simulation des Einsatzhértens sind neben der Kohlenstoffverteilung im Bauteil auch die 6rtlichen
und zeitlichen Entwicklungen der Temperaturen, der Phasentransformationen und der Spannungen
und Dehnungen wéihrend des Abkiihlens zu bestimmen. Simultan miissen dabei thermische, metall-
urgische sowie mechanische Interaktionen beriicksichtigt werden [3-6]. Infolge des Kohlenstoffgra-
dienten in der Randschicht des Bauteils variieren zudem die thermophysikalischen und die mecha-
nischen Materialeigenschaften sowie das Phasentransformationsverhalten des Einsatzstahles [5, 6].
Aufgrund der grofien Komplexitidt des metallurgischen und thermomechanischen Verhaltens des
(Einsatz-)Stahles erfolgt die Simulation des Einsatzhértens auf der Grundlage makroskopischer Mo-
delle zur Beschreibung der Phasentransformationskinetik und der Eigenspannungsentwicklung [7-9]
in Verbindung mit experimentellen Daten [10]. Diese Modelle haben gegeniiber Modellen auf anderen

Betrachtungsebenen den Vorteil, dass sie zur Analyse beliebiger Strukturen geeignet sind.

Fiir die dauerfeste Dimensionierung einsatzgehérteter Bauteile steht heute kein Bemessungskonzept
zur Verfiigung, welches neben den Einfliissen von Gréfie, Oberfliche und Belastung auch die Simula-
tion der Einsatzhirtung beinhaltet. Vorhandene Konzepte zur Dauerfestigkeitsabschitzung einsatz-
gehirteter Bauteile setzen die Kenntnis des Hérte- und Eigenspannungsverlaufes des zu bemessenden
Bauteils voraus [11-15]. Die lokale Festigkeit gegen Ermiidung wird in [12,14,15] aus Versuchen an
einsatzgehérteten Proben iiber eine Korrelation zur lokalen Hérte abgeleitet. Da keine Simulation
des Einsatzhéirteprozesses und des daraus resultierenden Gefiigezustandes erfolgt, sind zur Anpas-
sung der Versuchsergebnisse weitere Parameter anhand von Referenzproben zu bestimmen. In [16]
konnte zwar die Bestimmung der lokalen Hérte- und Schwingfestigkeitsverteilung basierend auf ei-
ner Diffusionsanalyse durchgefiihrt werden, jedoch wurde der aus der Einsatzhértung resultierende

Eigenspannungsverlauf nur anhand &hnlicher Bauteile und Warmebehandlungen grob abgeschétzt.

Diese Arbeit verfolgt zwei Zielstellungen: Die erste Zielstellung besteht in der Simulation des Ein-



1 Einleitung und Zielsetzung

satzhdrtens auf der Grundlage vorhandener Materialmodelle. Die Simulation des Einsatzhértens
beinhaltet die Bestimmung der Kohlenstoffverteilung sowie der Gefiige- und Eigenspannungsvertei-
lung nach dem Hérten und eventuellem Anlassen des Bauteils. Die zweite Zielstellung besteht in
der Erarbeitung eines Konzeptes zur Abschitzung der Dauerfestigkeit einsatzgehérteter Bauteile.
Gegeniiber vorhanden Bemessungskonzepten sollen hier wesentliche Ergebnisse der Simulation des
Einsatzhirtens wie die Eigenspannungs- und Hérteverteilung als neue Ausgangsgrofien verwendet

werden.

Fiir die Analyse beliebiger Bauteilformen ist eine Implementation der Materialmodelle in die Finite-
Elemente-Methode (FEM) notwendig.



2 Grundlagen des Einsatzhartens

In diesem Kapitel sollen grundlegende Erlauterungen zum Einsatzhérten gegeben werden. Fiir eine

weitere Vertiefung wird auf die Literatur verwiesen [17-19].

2.1 Einfiihrung

Durch das thermochemische Warmebehandlungsverfahren des Einsatzhértens wird die Randschicht
des Bauteils mit Kohlenstoff angereichert. Nach dem Erwérmen auf hohe Temperaturen (900 °C
bis 950 °C), dem sogenannten Austenitisieren, erfolgt dies mittels kohlenstoffreicher Medien im
~-(Austenit-) Gebiet des Stahles. Der angestrebte maximale Randkohlenstoffgehalt variiert in der
Regel zwischen 0,6 und 0,9 Masse-%. Er muss am Ende des Aufkohlungsprozesses einerseits aus-
reichend grof} sein, um die geforderte Mindesthiirte einzuhalten, andererseits darf er nicht zu hoch
sein, da sonst das Gefiige nicht frei von Karbiden ist und erhchte Restaustenitgehalte aufweist.
Die in der Praxis angestrebten Aufkohlungstiefen liegen in einem sehr grofien Bereich von 0,10 mm
(Feinwerktechnik) bis iiber 10 mm (grofle Zahnrader) [17,20].

Je nach Art des kohlenstoffabgebenden Mediums wird zwischen den Aufkohlungsverfahren Pulver-
aufkohlen (festes Aufkohlungsmittel), Salzbadaufkohlen (fliissiges Aufkohlungsmittel) sowie Gas-,
Niederdruck- und Plasmaaufkohlen (gasformiges Aufkohlungsmittel) unterschieden [17,18]. Die Ver-
wendung von gasformigen Aufkohlungsmitteln hat gegeniiber festen und fliissigen Aufkohlungsmit-
teln den Vorteil, dass der Aufkohlungsprozess besser kontrolliert und geregelt werden kann. Im
Abschnitt 2.3 werden das Gas- und Niederdruckaufkohlen ausfiihrlich besprochen.

Erst durch das dem Aufkohlen folgende Hérten und Anlassen erhilt das Bauteil die gewiinschten
Gebrauchseigenschaften. Das Hérten kann dabei auf unterschiedliche Weise durchgefiihrt werden [21].
Fiir die in der Praxis haufig angewendeten Verfahren des Direkt- und Einfachhdrtens zeigt das Bild
2.1 die typischen Temperatur-Zeit-Verlaufe.

Da die Hartetemperatur im Allgemeinen in der Néhe der Aufkohlungstemperatur liegt, ist es zweck-
méBig, nach Ende des Aufkohlungsprozesses unverziiglich abzuschrecken. Dieses Hérteverfahren wird
als Direkthdrten bezeichnet. Durch das Abschrecken von der Kernhértetemperatur A s-Kern (Um-
wandlungstemperatur, Abschnitt 2.2) kann die hochste Kernhérte erreicht werden. Dabei wird die
Bauteilrandschicht jedoch ,iiberhitzt“ gehértet und weist danach mitunter ein grobes Gefiige auf.
Wird die Hartetemperatur der des Randes A.3-Rand angepasst, ergibt sich ein feineres Randgefiige

sowie ein ,unterhérteter” Kern [18,22].

Im Fall des Einfachhértens wird nach dem Aufkohlungsprozess zunéchst so auf Raumtemperatur

abgekiihlt, dass kein Harten des Bauteils einsetzt. Dies ermdglicht ein leichteres Zwischenbearbeiten
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Bild 2.1. Temperatur-Zeit-Verldufe fiir das Direkthérten A und das Einfachhérten B [21,22]

des Bauteils. Anschliefend wird das Bauteil wieder erhitzt und wie beim Direkthéirten von der Kern-
oder Randhértetemperatur abgeschreckt. Das Unterschreiten der Umwandlungstemperatur A.3 bzw.
deren Uberschreiten beim Wiedererwirmen auf Hirtetemperatur bewirkt eine Kornneubildung, so
dass Kornvergroberungen infolge der hohen Aufkohlungstemperaturen teilweise riickgidngig gemacht

werden kénnen [18,22].

Ublicherweise werden einsatzgehiirtete Bauteile bei Temperaturen zwischen 180 °C und 200 °C

angelassen. Dadurch wird die Harte vermindert und die Risszéhigkeit erhoht.

2.2 Zustandsdiagramm des Systems Eisen-Kohlenstoff

Das wichtigste Legierungselement des Eisens ist der Kohlenstoff. Er bildet mit dem Eisen Einlage-
rungsmischkristalle. Die Loslichkeit des Kohlenstoffs ist abhéingig vom Gittertyp des Mischkristalls
und von der Temperatur. Nicht geloster Kohlenstoff kann im Eisen in verschiedenen Formen vorlie-
gen, entweder als elementarer Kohlenstoff (Graphit, Temperkohle) oder als Phase FesC (Zementit,
Eisenkarbid). Hieraus ergeben sich zwei Zustandsdiagramme, welche die Kristallisationsvorgénge von
Eisen-Kohlenstoffverbindungen beschreiben [23,24]. Im Bild 2.2 sind das Zustandsdiagramm Eisen-
Kohlenstoff (Fe — C, gestrichelte Linien) und das Zustandsdiagramm Eisen-Eisenkarbid (Fe — Fe3C,
ausgezogene Linien) dargestellt. Nach diesem System kristallisieren praktisch alle Eisen-Kohlenstoff-
Legierungen. Unter Stahl sind Legierungen mit weniger als 2,06 % C und unter Gusseisen Legierun-

gen mit mehr als 2,06 % C zu verstehen.

Im Zustandsdiagramm Eisen-Eisenkarbid bildet Eisen die linke und Eisenkarbid die rechte Begren-
zung. Die Schmelztemperatur des reinen Eisens betrégt 1.536 °C. Wahrend der Erstarrung entstehen
Kristallite mit einem kubisch-raumzentrierten Gitter, die auch als §-Fisen bezeichnet werden. Das 6-
Eisen ist bis zu einer Temperatur von 1.392 °C thermodynamisch stabil. Unterhalb dieser Temperatur
wandelt sich das d-Eisen in y-Eisen mit kubisch-flichenzentriertem Gitter um. Ab einer Tempera-

tur von 911 °C steht das ~-Eisen mit dem kubisch-raumzentrierten a-Eisen im Gleichgewicht. Das



2.2 Zustandsdiagramm des Systems Eisen-Kohlenstoff

1600

T=1536 A ’
1500 N~ B //
s/ Schmelze D',
1400 40 ‘
A=1392 e |\ / D
chmelze + il
—_ 1300 Austenit // /
% Schmelze + ,
o P07 et E___ 11s3C | =T Primarzemenit 17
4@ 1100 (y-Mischkristall) E 1147°C C F
S y |
g— 1000 Austenit + Austenit +
@ Aot / Sekundarzementit + Ledeburit |
= 900 G oty 7 Ledeburit |
‘ // Austenit + ‘
; ..
00 4m O_'ﬁiSekund'ar- | K
;%:%22 Ve NS /| zementt || _ _ _ _ 738°C _| __| i L__l_____ L__LlT
700 Hfp—F—'s 723°C K|
Ferrit + Perlit + Perlit + Primérzementit +
600 -{—Perlit—z=:—Sekundar- Sekundérzementit + Ledeburit.
‘Q ‘ S | zementit Ledeburit‘ L ‘
500 1l 080 208 e L NN SN
Fe 1 2 3 4 5 6 Fe,C

Kohlenstoffkonzentration [Masse-%)

Bild 2.2. Zustandsdiagramm Eisen-Kohlenstoff (gestrichelte Linien), Eisen-Eisenkarbid (ausgezogene Lini-
en); (in Anlehnung an [23,24])

a-Eisen ist unterhalb dieser Temperatur thermodynamisch stabil und wird am Curiepunkt (769 °C)
ferromagnetisch. In der Tabelle 2.1 sind die genannten Phasen (allotrope Modifikationen) des Eisens

noch einmal zusammengestellt [24].

Tabelle 2.1. Allotrope Modifikationen des reinen Eisens [24]

Phase Existenzbereich [°C] Kristallaufbau Gitterkonstante [nm]
a-Fe ... 769 kubisch-raumzentriert 0,286 bei 20 °C
(-Fe 769 ... 911 kubisch-raumzentriert 0,290 bei 800 °C
~-Fe 911 ... 1.392 kubisch-flachenzentriert 0,364 bei 1.100 °C
0-Fe 1.392 ... 1.536 kubisch-raumzentriert 0,293 bei 1.425 °C

Die Phase Eisenkarbid, metallografisch als Zementit bezeichnet, besitzt ein rhomboedrisches Metall-
gitter, enthilt 6,67 % C und kommt in den Arten Primdrzementit, Sekunddrzementit und Tertidrze-
mentit vor. Bei sehr langen Gliithzeiten und hohen Temperaturen ist ein Zerfall des Eisenkarbids
in die Komponenten Eisen und Kohlenstoff in Form von Graphit méglich. Das Zustandsschaubild
Eisen-Eisenkarbid wird daher als metastabil und das Zustandsschaubild Eisen-Graphit als stabil

bezeichnet.

Entsprechend der allotropen Modifikationen des Eisens sind im Zustandsschaubild Eisen-Eisenkarbid
die in der Tabelle 2.2 aufgefiihrten Eisen-Kohlenstoff-Mischkristalle vorhanden.

Tabelle 2.2. Homogene Gefiigearten (Mischkristalle) des Zustandsschaubildes Eisen-Eisenkarbid

Phase Kristallaufbau maximale C-Loslichkeit Gefiigebezeichnung
d-Mischkristall kubisch-raumzentriert 0,10 % bei 1.493 °C o-Ferrit
~-Mischkristall kubisch-flichenzentriert 2,06 % bei 1.147 °C Austenit
a-Mischkristall kubisch-raumzentriert 0,02 % bei 723 °C Ferrit
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Von diesen homogenen Gefiigearten (Phasen) sind die Gefiigebestandteile Perlit sowie Ledeburit I

und Ledeburit IT zu unterscheiden, die von zusammengesetzter (heterogener) Natur sind.

Die festen Phasen werden unterhalb der Liquiduslinie ABCD gebildet; unterhalb der Solidusline
AHIECF sind im Gefiige nur noch feste Phasen vorhanden. Eisen-Kohlenstoff-Legierungen mit ei-
nem Kohlenstoffgehalt zwischen 0,02 und 0,8 % werden als untereutektoide Stihle bezeichnet. Thr
Gefiige besteht bei Raumtemperatur aus Ferrit sowie dem eutektoiden Gefiigebestandteil Perlit. Eu-
tektoide Stihle besitzen einen Kohlenstoffgehalt von 0,8 %. Bei Raumtemperatur ist ihr Gefiige zu
100 % perlitisch. Das Gefiige von iibereutektoiden Stéhlen (0,8 bis 2,06 % C) enthélt Perlit sowie
Sekundéarzementit. Eine Zusammenstellung der wesentlichen Umwandlungsvorgénge stellt die Ta-
belle 2.3 [23] dar. In ihr wird zusétzlich zwischen Erwérmung und Abkiihlung unterschieden, da die

jeweiligen Umwandlungstemperaturen verschieden sind (thermische Hysterese).

Tabelle 2.3. Umwandlungen des Zustandsschaubildes Eisen-Eisenkarbid [23]

Lage im System Art der Umwandlung Bezeichnung der Umwandlungstemperatur
Fe — Fe3C Gleichgewicht Abkiihlung Erwirmung
PSK o+ FesC B¢, Aal A An
MO ferromagnetisch 7<—O> paramagnetisch Aeg ATQ Acg
911 °C
G a = Y Ae3 AT‘3 ACS
898 °C
GOS a+y ey Aes Ars Acs
SE v+ Fe3C < v Ae,,, Ar, Aec,,
1392 °C
N v o A84 Arg Acy
NH Y4+ 0 A64 A Aca

2.3 Untersuchte Aufkohlungsverfahren

Die in dieser Arbeit nidher untersuchten Verfahren des Gas- und Niederdruckaufkohlens sollen im

Folgenden vorgestellt werden.

2.3.1 Gasaufkohlen

Beim Gasaufkohlen setzt sich die Aufkohlungsatmosphére aus endotherm hergestelltem Trégergas,
bestehend aus CO, CO2, CHy, Hy, H5O und N, sowie einem zur Erhchung des Kohlenstoffangebotes
dienendem Zusatzgas zusammen. Als Zusatzgase dienen dabei Kohlenwasserstoffe wie Methan und

Propan.

Ausgangspunkt des Aufkohlungsvorganges ist die Differenz zwischen dem Potential des Kohlenstoffs
im Bauteilrand und dem Potential des Kohlenstoffs in der Aufkohlungsatmosphére. Die hierdurch

bedingte Triebkraft bewirkt das Ausloésen folgender Kohlenstoff freisetzender Phasengrenzflichenre-
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aktionen [17,18,25]:

2
1. Boudouard-Reaktion: 2CO « (C) + CO2 Peo _ K -ac (2.1a)
Pco,
Teilreaktion 1: CO < (C) 4 Oguq (2.1b)
Teilreaktion 2:  CO 4 Oyq < CO2 (2.1c)
2. heterogene Wassergasreaktion: CO + Hy < (C) + Hy0 PCOPHy _ I, . ac (2.2a)
PH>0

Teilreaktion 1:  CO < (C) 4 Oguq (2.2b)
Teilreaktion 2: Hs + O,q < HsO (2.2¢)

. PCcH,
3. Methanreaktion: CHy < (C) + 2H, 5 = K3-ac . (2.3)

Ha

Im Austenit geloster Kohlenstoff wird dabei mit (C) bezeichnet, mit K; die Gleichgewichtskonstanten
der einzelnen Reaktionen [21], mit p; die Partialdriicke der einzelnen Bestandteile sowie mit a¢ die

Aktivitdt des Kohlenstoffs im Austenit. Infolge der homogenen Wassergasreaktion

wird das Reaktionsprodukt Kohlendioxid wieder abgebaut. Bei gegebener Gaszusammensetzung und
-menge kommen die beschriebenen Reaktionen an der Phasengrenzfliche im Gleichgewicht mit dem
entsprechenden Kohlenstoffangebot zum Stillstand. Methan und Propan in ihrer Funktion als Zusatz-
gase bauen die Reaktionsprodukte der Boudouard-Reaktion und der heterogenen Wassergasreaktion

ab, wodurch eine Regeneration der Aufkohlungsatmosphére erzielt werden kann.

Als Resultat der Phasengrenzflichenreaktionen stellt sich im Bauteilrand ein Kohlenstoffgehalt ein.
Infolge des Potentialgefélles zum Bauteilkern wird die Kohlenstoffdiffusion in das Bauteilinnere ein-
geleitet [26].

Der Kohlenstoffpegel Cp (oft auch als C-Pegel oder C-Wert bezeichnet) stellt die wichtigste Kenn-
grofle zur Charakterisierung und Regelung der Kohlungswirkung der Aufkohlungsatmosphire dar
und gibt an, bis zu welcher Konzentration Kohlenstoff im Austenit des Reineisens (binéres System

Fe — C) fiir den Gleichgewichtszustand der Phasengrenzflichenreaktionen angereichert werden kann.

Das Gasaufkohlen wird meist im zweistufigen Sattigungs-Ausgleichs-Verfahren mit verénderlichem
Kohlenstoffpegel durchgefiihrt (Bild 2.3, [27]). Zur Verkiirzung der Prozessdauer wird wéhrend der
ersten Aufkohlungstufe (Cpy, Kohlenstoffverlaufskurve A) der Randkohlenstoffgehalt knapp un-
ter der Sattigungsgrenze des Kohlenstoffs im Austenit gehalten, wodurch ein maximaler Kohlen-
stoffitbergang erreicht wird. Ziel der zweiten Aufkohlungsstufe (Cpy, Kohlenstoffverlaufskurve B)
ist der Abbau bzw. Ausgleich des hohen Randkohlenstoffgehaltes durch Diffusion in das Bauteil
und somit die Einstellung eines moglichst gleichméfligen Tiefenverlaufs des Kohlenstoffs. Je nach
verwendeter Stahlsorte liegt Cpy zwischen 0,9 und 1,3 % C und Cpy zwischen 0,6 und 0,8 % C.
Wiirde der gesamte Aufkohlungsprozess mit dem niedrigeren Kohlenstoffpegel Cpy gefahren, ergéibe

sich ein steiler Kohlenstoffkonzentrationsgradient im Randbereich des Bauteiles sowie eine deutlich
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Bild 2.3. Kohlenstoffverlaufskurven beim Gasaufkohlen

verminderte Aufkohlungstiefe At (Kohlenstoffverlaufskurve C).

Wie die Teilreaktion 1 der Boudouard-Reaktion und die der heterogenen Wassergasreaktion (Glei-
chung (2.1b) und Gleichung (2.2b)) zeigen, wird neben Kohlenstoff auch der gebundene atoma-
re Sauerstoff freigesetzt. Der grofite Teil des Sauerstoffs bildet mit dem in der Aufkohlungsatmo-
sphéire vorhandenen Wasserstoff und Kohlenmonoxid Wasserdampf bzw. Kohlendioxid. Ein geringer
Teil des Sauerstoffs diffundiert jedoch in den Werkstoff ein und verbindet sich mit den vorhan-
denen Legierungselementen, bevorzugt mit jenen, die eine hohe Affinitdt zum Sauerstoff besitzen,
wie Al, Si, Mn, Cr, Ni. Vor allem an den Austenitkorngrenzen, an denen die hochste Diffusionsrate
vorliegt, bilden sich stabile Oxide. Diese sogenannte Randozidation, genauer gesagt innere Ozidati-
on [28,29], fiihrt damit zu einer Verarmung an Legierungselementen im Randbereich (ca. 5-20 pm)
des Bauteils, wodurch sich Gefiigezustéinde mit geringerer Hérte ausbilden (Abschnitt 3.2.3.2 und
6.1).

Das Gasaufkohlen wird meist mit einem Hérten in verdampfenden Abschreckmedien (z. B. Wasser,
O1) kombiniert.

2.3.2 Niederdruckaufkohlen

Dem Gasaufkohlen sind in Bezug auf Umweltfreundlichkeit und Oxidfreiheit der Oberfliche Grenzen
gesetzt. Im letzten Jahrzehnt ist deshalb ein gesteigertes Interesse am Aufkohlen in Niederdruck-
anlagen zu verzeichnen [25,30,31]. Wihrend beim Gasaufkohlen mit einem Gasdruck der Aufkoh-
lungsatmosphére von 1 bar gearbeitet wird, betrdgt er beim Niederdruckaufkohlen 5 bis 10 mbar.
Diese niedrigen Gasdriicke erlauben keine gleichméflige Verteilung und Durchmischung des Aufkoh-

lungsgases, so dass neben der pulsierten Zugabe des Aufkohlungsgases (Druckwechselzyklen) auch
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eine hohe Aufkohlungsgasgeschwindigkeit erforderlich ist, wodurch zudem die GleichméBigkeit der
Aufkohlung von Bohrungen und Sackléchern [25,31] erreicht wird. Eine Regelung des Aufkohlungs-
prozesses iiber den Kohlenstoffpegel ist nicht moéglich, da das Aufkohlungsgas sich ausschlielich
aus Kohlenwasserstoffen zusammensetzt und frei von Sauerstoff ist. Hieraus resultiert, dass weder
Wasserdampf noch Kohlendioxid vorhanden sind. Damit fehlen die Boudouard-Reaktion und die he-
terogene Wassergasreaktion (Gleichung (2.1a) und Gleichung (2.2a)), iiber die der Kohlenstoffpegel
geregelt wird. Die entscheidende Kenngrofie zur Regelung des Niederdruckaufkohlens stellt somit die
Kohlenstoff-Massenstromdichte jo dar, welche als diejenige Kohlenstoffmenge definiert ist, die pro
Zeit- und Flécheneinheit in das Bauteil eindiffundiert [30].

Auf Grund seiner in Bezug auf die Aufkohlungswirkung hervorragenden Eigenschaften hat sich

heutzutage der Kohlenwasserstoff Ethin (Acetylen) als Aufkohlungsgas durchgesetzt.

Ausgangspunkt des Aufkohlungsvorganges ist wiederum die Differenz zwischen dem Potential des
Kohlenstoffs im Bauteilrand und dem Potential des Kohlenstoffs im Aufkohlungsgas. Bei Verwen-
dung von Ethin als Aufkohlungsgas wird durch diese Potentialdifferenz die folgende, Kohlenstoff

freisetzende Phasengrenzflichenreaktion ausgelost:
CoHy — Ho + 2(0) . (25)

Die den komplexen Ethinzerfall bildenden Teilreaktionen werden in dieser Arbeit nicht dargestellt;

es wird auf die Literatur verwiesen [25,32].

Da mit hohen Kohlenstoff-Massenstromdichten von bis zu 250 g/(m?h) gearbeitet wird [33], sind
in wenigen Minuten Kohlenstoffrandgehalte in Hohe der Sattigungskonzentration des verwendeten
Einsatzstahles erreichbar. Diese werden dhnlich dem zweistufigen Séttigungs-Ausgleichs-Verfahren
beim Gasaufkohlen durch einen Diffusionszyklus nach dem jeweiligen Aufkohlungszyklus abgebaut.
Der Aufkohlungsofen wird dazu evakuiert. Je nach gewiinschter Aufkohlungstiefe sind mehrere Auf-
kohlungs- und Diffusionszyklen notwendig. Die sich dabei einstellende Kohlenstoffverlaufskurve ent-
spricht im Wesentlichen der Kohlenstoffverlaufskurve B des Bildes 2.3.

Im Gegensatz zum Gasaufkohlen kann durch das Niederdruckaufkohlen nur in Sonderféllen die Rand-
schicht des Bauteils geschiidigt werden [34,35]. Hierbei wird der Mangan-Gehalt der Randschicht re-

duziert, wodurch sich wiederum Gefiigezustinde mit geringerer Hérte ausbilden (Abschnitt 3.2.3.2).

Das Niederdruckaufkohlen ist gekoppelt an eine Hochdruck-Gasabschreckung. Als Abschreckgase
werden meist Stickstoff und Helium, aber auch Wasserstoff bei Driicken zwischen 5 bis 20 bar ver-
wendet [36,37]. Die Substitution der Olabschreckung fiihrte zu einer Reihe verfahrenstechnischer,
Okologischer und wirtschaftlicher Vorteile wie der Verbesserung der Oberflichenqualitéit, des Ver-

zugsverhaltens und der Umweltfreundlichkeit sowie dem Wegfall der Bauteilnachreinigung.

2.4 Warmeiibergang beim Abschrecken

Der Wirmeiibergang von der Bauteiloberfliche durch eine Grenzschicht hindurch in das Abschreck-

medium wird quantitativ durch den Warmeiibergangskoeffizienten a beschrieben. Er ist keine physi-



2.4 Wiérmeiibergang beim Abschrecken

kalische Grundgrofle, sondern ein experimentell zu bestimmender Proportionalitdtsfaktor, der die
Intensitdt des Wéarmeiibergangs bestimmt. Damit ist der Wéarmeiibergangskoeffizient nicht nur
abhingig von der Art und den Anstrémbedingungen des Abschreckmediums, sondern auch von
der Oberflachenbeschaffenheit des Bauteils, der Temperatur sowie der Dicke der sich ausbildenden
Grenzschicht. Die in der Tabelle 2.4 angegebenen mittleren Werte sind daher lediglich als Richtwerte

zu interpretieren.

Tabelle 2.4. Mittlere Wérmeiibergangskoeffizienten gasformiger und fliissiger Abkiihlmedien [17]

Abkiithlmedium Warmeiibergangsko- Abkiithlmedium Waérmeiibergangsko-
effizient [W/(m?K)] effizient [W/(m?K)]
ruhende Luft 30 Luft-Wasser-Gemisch 520
bewegte Luft 40 Hérteol 580
Pressluft 70 Wasser 3.500

Werden Bauteile in Medien abgeschreckt, deren Siedetemperaturen unterhalb der Austenitisierungs-
temperatur des verwendeten Werkstoffes bzw. Einsatzstahles liegen (z. B. Wasser und Abschreckéle),

sind unterschiedliche Mechanismen des Warmeiiberganges wirksam.

Die aufeinanderfolgenden Vorgéinge Filmverdampfen, Blasensieden und Konvektion [17,38] fithren,
den gesamten Abschreckprozess betrachtet, zu grofien Unterschieden des Warmeiibergangskoeffizi-
enten und damit auch zu Unterschieden im Verlauf der Warmestromdichte ¢ sowie der erreichbaren
Abkiihlgeschwindigkeiten (Bild 2.4).

Filmphase Siedephase Konvektionsphase

Abschreckmedium
flissig
- — - gasférmig

Warmestromdichte q

-~ o
- - o

Start Td‘max TL g,max Ziel TZieI

Temperatur

Bild 2.4. Verlauf der Wérmestromdichte in Abhéngigkeit von der Temperatur in verdampfenden und
gasformigen Medien (schematisch)

Mit dem Einbringen des Bauteils in das Abschreckmedium beginnt das Filmverdampfen. Die Fliissig-
keit verdampft nahe des auf Hartetemperatur erwéarmten Bauteils. Der dabei entstehende Dampffilm
umgibt das Bauteil und wirkt als Wérmeisolator. Die Warme wird ausschliefilich durch Leitung und

Strahlung von der Oberfliche des Bauteils durch den Dampffilm in das Kiithlmedium iibertragen.
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2.5 Phasentransformationsverhalten

Ist die aus dem Bauteilkern zur Oberfliche transportierte Wérme nicht mehr ausreichend, den
Dampffilm aufrechtzuerhalten, bricht dieser zusammen. Den Ubergang vom Filmverdampfen zum
Blasensieden kennzeichnet die Leidenfrostsche Temperatur T, bei der der ¢(T')-Verlauf ein lokales
Minimum aufweist. Beim Blasensieden steht das Bauteil in direktem Kontakt mit dem Abschreckme-
dium. Durch das Kochen des Abschreckmediums an der Bauteiloberfliche entstehen Dampfblasen,
die Wérme durch Kondensation an das Abschreckmedium abgeben. Aufgrund der hohen Verdamp-
fungswarme ist die Warmestromdichte in diesem Bereich wesentlich gréfier als im Bereich des Film-
verdampfens und erreicht ihr Maximum (bei der Temperatur T pqz). Fiir diesen Bereich kann der
Wiirmeiibergangskoeffizient von Abschreckdlen bis zu 4000 W/(m”K) betragen [39]. Mit sinkender
Oberflichentemperatur des Bauteils wird die Bildung von Dampfblasen verringert, woraus ein Ab-
fall der Wirmestromdichte resultiert. Unterhalb der Siedetemperatur des Abschreckmediums Tg;
kommt die Dampfblasenbildung zum Stillstand. Der Warmetransport von der Bauteiloberflache in

das Abschreckmedium beruht auf Konvektion und Leitung.

Die Abkiihlvorgénge in gasférmigen Abschreckmedien zeigen gegeniiber verdampfenden Fliissigkei-
ten einen grundlegend anderen Verlauf (Bild 2.4). Es entfallen die Vorginge Filmverdampfen und
Blasensieden. Das Abkiihlen in gasférmigen Abschreckmedien ist ausschliefilich vergleichbar mit der
Konvektionsphase in fliissigen Abschreckmedien [40]. Daher ist die von der Bauteiloberfliche ab-
gefithrte Warme umso grofler, je hoher der Temperaturunterschied zwischen Abschreckmedium und
Bauteiloberflache ist (Newtonsches Abkiihlgesetz, Kapitel 3.2.2). Danach fithrt die stetig abnehmen-
de Oberflaichentemperatur des Bauteils zu einer Abnahme der Warmestromdichte. Im Bild A.9 des
Anhanges sind fiir verschiedene Gase Wirmeiibergangskoeffizienten in Abhéngigkeit vom Gasdruck
dargestellt [41]. Dabei ist zu beachten, dass die Werte zum Teil gemessen (He bis 20 bar, Ar und Ny
bis 10 bar), berechnet (Hz) oder extrapoliert sind (He {iber 20 bar, Ar und N iiber 10 bar).

Aufgrund der dargestellten Zusammenh#nge des Wérmeiibergangs kiihlen alle Bauteile, abgesehen
von kugelférmigen Korpern, ungleichméfiig ab und weisen somit am Ende der Warmebehandlung
einen sogenannten Verzug auf. Dieser Verzug ist bei fliissigen Abschreckmedien durch das Auftreten
unterschiedlicher Phasen und den damit verbundenen stark unterschiedlichen Abkiihlgeschwindig-

keiten ausgepréigter.

2.5 Phasentransformationsverhalten

Das Eisen-Kohlenstoff-Diagramm charakterisiert als Zustandsdiagramm die Umwandlungvorgénge
sowie die Gefiigeausbildungen, die sich fiir den Gleichgewichtsfall einstellen, d.h. es bezieht sich
auf sehr langsam verlaufende Abkiihlungen. Bei schneller verlaufenden Abkiihlungen verédndern sich
die Umwandlungstemperaturen sowie die Gefiigeausbildungen, da die zur Bildung von Gleichge-
wichtsgefiigen erforderlichen Diffusionsprozesse zunehmend unterbunden werden. Es treten neue
Gefligebestandteile mit anderen Eigenschaften auf. Im Vergleich zum Gleichgewichtszustand wird
mit zunehmender Abkiihlgeschwindigkeit die Umwandlung der y-Mischkristalle zu immer tieferen

Temperaturen verschoben.

Nach den erlduterten Vorgéngen bei schneller verlaufenden Abkiihlungen unterscheidet man im All-
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2.5 Phasentransformationsverhalten

gemeinen zwischen drei Umwandlungsstufen des unterkiihlten Austenits: Perlitstufe, Zwischenstufe

und Martensitstufe [23]. Diese werden im Folgenden dargestellt.

Perlitstufe: Ausgangspunkt der Umwandlung des Austenits zu Perlit ist die synchrone Diffusion
von Eisen- und Kohlenstoffatomen in verschiedene Bereiche des Austenitkorns und damit eine
Umverteilung des Kohlenstoffs. Bei Unterschreiten der Umwandlungstemperatur wandeln sich

die kohlenstoffarmen Gebiete zu Ferrit, die kohlenstoffreichen Gebiete zu Perlit um.

Als Grenzfall einer sehr langsamen Abkiihlung sind in der Perlitstufe die dem Gleichgewicht

entsprechenden Umwandlungen des Eisen-Kohlenstoff-Diagramms eingeschlossen.

Zwischenstufe: Bei Erhohung der Abkiihlgeschwindigkeit wird die Diffusionsfihigkeit der Eisena-
tome unterdriickt. Lediglich die kleineren Kohlenstoffatome kénnen im Austenitkorn diffun-
dieren. Das entstehende Zwischenstufengefiige, auch Bainit genannt, ist gekennzeichnet durch

feinverteilte Zementitteilchen in einer ferritischen Matrix.

Martensitstufe: Wird eine ausreichend hohe Abkiihlgeschwindigkeit erreicht, ist auch eine Diffusi-
on der Kohlenstoffatome nicht mehr moglich. Somit ist die Umwandlung in diese Stufe durch
ein diffusionsloses Umklappen des kfz-Gitters (Austenit, y-Mischkristall) in das krz-Gitter (a-
Mischkristall) gekennzeichnet. Dabei bleibt der im Austenit eingelagerte Kohlenstoff zwangs-
weise gelost. Aufgrund der hohen Ubersiittigung des a-Mischkristalls mit Kohlenstoff treten
hohe Spannungen im Gitter auf, wodurch das urspriinglich kubische Gitter tetragonal ver-
zerrt wird. Das entstehende Gefiige ist platten- bzw. lattenférmig, charakterisiert durch eine
gegeniiber Perlit und Bainit erheblich hohere Hérte und Festigkeit und wird als Martensit be-
zeichnet. Ob der Martensit platten- oder lattenformig ist, wird durch den Kohlenstoffgehalt
bestimmt. Demnach bildet sich bei hohen Kohlenstoffgehalten (> 0,4 % C) plattenférmi-
ger und bei niedrigen Kohlenstoffgehalten lattenféormiger Martensit. Die metallographische
Bezeichnung des Martensits ist im Allgemeinen o/. Die Umwandlung des Austenits in der
Martensitstufe beginnt bei der Mg-Temperatur (Martensitstarttemperatur) und ist bei der

M -Temperatur (Martensitfinishtemperatur) vollsténdig abgeschlossen.

Durch sogenannte Zeit-Temperatur-Umwandlungsdiagramme (ZTU-Diagramme) kénnen die Um-
wandlungsbereiche der verschiedenen Umwandlungsstufen sowie die jeweils umgewandelten Men-
genanteile dargestellt werden. Dabei wird zwischen der Umwandlung bei kontinuierlicher Abkiihlung

mit verschiedenen Abkiihlgeschwindigkeiten und der isothermen Umwandlung unterschieden [23].

Die Grenze zwischen den diffusionsgesteuerten Umwandlungen (Perlit- und Zwischenstufe) sowie der
diffusionslosen Umwandlung (Martensitstufe) kann im kontinuierlichen ZTU-Diagramm durch die
kritische Abkiihlgeschwindigkeit vg,.;+ beschrieben werden. Wird diese iiberschritten und gleichzeitig
die Umwandlungstemperatur Mg unterschritten, so wird ausschliellich Martensit gebildet. Im Bild
2.5 wird ein kontinuierliches, im Bild 2.6 ein isothermes ZTU-Diagramm des Einsatzstahles 20MnCr5
[42] dargestellt.

12



2.5 Phasentransformationsverhalten
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Bild 2.5. Kontinuierliches ZTU-Diagramm des Einsatzstahles 20MnCr5, Quelle: Saarstahl AG
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2.5 Phasentransformationsverhalten

Die Triebkraft fiir die Phasentransformationen stellt der Unterschied der freien Enthalpien AG

zwischen dem Austenit und den jeweiligen Phasen dar [23].

Die Keimbildung der diffusionsgesteuerten Umwandlungen erfolgt heterogen an energetisch giinstigen
Stellen, wie beispielsweise den Korngrenzen des Austenits. Fiir die gesamte freie Bildungsenthalpie
eines Keims gilt:

AGkg = —AGy + AGg + AGE . (2.6)

Darin sind AGy und AGg Enthalpieanteile des Volumens und der Grenzfliche des Keimes. Der
Enthalpieanteil AG g resultiert aus der elastischen Verzerrungsenergie infolge des unterschiedlichen
spezifischen Volumens des Austenits und der jeweiligen Phase. Im ZTU-Diagramm zeigen die Um-
wandlungskurven der diffusionsgesteuerten Umwandlungen einen C-féormigen Verlauf mit einem Um-
wandlungsgeschwindigkeitsmaximum bei mittleren Temperaturen. Die Ursache fiir diesen Verlauf
liegt in der Uberlagerung zweier entgegengesetzter Einfliisse auf die Keimbildungsgeschwindigkeit
vg, und zwar der freien Bildungsenthalpie AG g eines Keimes mit der freien Aktivierungsenthalpie
fiir die Diffusion der Atome zu den Keimstellen AGp [23]:

(2.7)

vk = A(T) exp <AGK+AGD> )

kT

Mit zunehmender Unterkiihlung wird zwar die Keimbildungsenthalpie verringert, jedoch wird die
Keimbildung infolge der verlangsamten Diffusion unterdriickt. Das Wachstum der Keime bei paral-
lel stattfindender Keimbildung wird haufig mit dem Modell von Johnson, Mehl und Avrami [43,44]
(Abschnitt 3.2.3.3) beschrieben.

Die diffusionslose Umwandlung des Austenits in Martensit kann thermisch oder mechanisch aktiviert
erfolgen. Zur Veranschaulichung beider Aktivierungsmoglichkeiten zeigt das Bild 2.7 eine schemati-
sche Darstellung des Verlaufes der freien Enthalpien G des Austenits () und des Martensits () in
Abhéngigkeit von der Temperatur.

A
™
% AG&:“') ‘
3 — AG%{—)& )
© v
< N S
Lﬁ gy U
L G*
L Gy
Ms T4 To Temperatur T g

Bild 2.7. Bildungsenthalpien des Austenits und des Martensits (in Anlehnung an [45])

Die thermisch aktivierte Umwandlung des Martensits bedarf einer Unterkiihlung AT = Ty — Mg. Die-
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2.6 Eigenspannungen

se Unterkiihlung liefert die notwendige Energie fiir die plastische Anpassung des Austenits wihrend
der Martensitbildung (vgl. Abschnitt 3.2.4.4). Eine mechanisch aktivierte Umwandlung des Marten-
sits ist bei der Temperatur 77 moglich, wenn dem Austenit eine zusédtzliche Aktivierungsenergie von

auflen zugefithrt wird. Fiir diese gilt:

U' > AGY ) Ay (2.8)

Wird infolge des Einsatzhértens der Kohlenstoffgehalt erhéht, werden die Umwandlungskurven der
Perlit- und Zwischenstufe nach rechts, hin zu lingeren Umwandlungszeiten verschoben sowie al-
le Starttemperaturen der Umwandlungsstufen erniedrigt. Hieraus folgt einerseits, dass die kritische
Abkiihlgeschwindigkeit erniedrigt und somit in gréfferen Bauteilbereichen Martensit gebildet werden
kann, andererseits steigt der Restaustenitgehalt durch die Erniedrigung der Martensitstarttempera-

tur, wenn wie iiblich auf Temperaturen nahe der Raumtemperatur abgeschreckt wird.

Die Umwandlungsvorgéinge beim Abkiihlen werden entscheidend durch die Austenitisierungsbedin-
gungen wie Temperatur, Haltedauer und Aufheizgeschwindigkeit beeinflusst. So fithren hohe Tem-
peraturen zu einer Vergroflerung der Austenitkorngréfie sowie zur Auflésung keimwirksamer Aus-
scheidungen. Als Folge davon verzogert sich die Umwandlung insgesamt, d.h. im ZTU-Diagramm
wird das Umwandlungsgebiet, dhnlich den Vorgéngen bei erhchtem Kohlenstoffgehalt, nach rechts
und nach unten verschoben. Die Umwandlungsvorgéinge beim Aufheizen werden durch sogenannte
Zeit- Temperatur- Austenitisierungsdiagramme (ZTA-Diagramme) beschrieben. Dabei wird, dhnlich

den ZTU-Diagrammen, zwischen kontinuierlichen und isothermen ZTA-Diagrammen unterschieden.

Wie die beschriebenen Umwandlungen in der Perlit- und Zwischenstufe beruht auch das Anlassen
auf Diffusionsprozessen und ist somit ein zeit- und temperaturabhéngiger Prozess. Es werden im
Allgemeinen drei Anlassstufen unterschieden. Die erste, fiir einsatzgehéirtete Bauteile relevante An-
lassstufe bis 250 °C hat eine Verringerung der tetragonalen Verzerrung des Martensits zur Folge
und es bildet sich allm&hlich mit steigender Anlasstemperatur der sogenannte kubische Martensit
aus. Der freigesetzte Kohlenstoff bildet fein verteilte e-Karbide (FeaC). Beziiglich der anderen, diese

Arbeit nicht betreffenden Anlassstufen wird auf die Literatur verwiesen [24].

2.6 Eigenspannungen

Als Eigenspannungen werden Spannungen bezeichnet, welche in einem abgeschlossenen System (Bau-
teil) vorhanden sind, ohne dass auf dieses #ufiere Krifte wirken. Die aus der Gesamtheit aller im
Bauteil verteilten Eigenspannungen resultierenden Krifte und Momente stehen jeweils im mecha-
nischen Gleichgewicht, so dass ihre Summe gleich null ist [17,46]. Sie werden entsprechend der
Ausdehnung der Bereiche, innerhalb denen sie homogen verteilt sind, in Eigenspannungen 1., II. und

ITI. Art unterschieden. Nach dieser Einteilung sind
e die Eigenspannungen 1. Art iiber makroskopische Bereiche,
e die Eigenspannungen II. Art iiber mikroskopische Bereiche (Kristall, Korn) und

e die Eigenspannungen III. Art iiber atomare Bereiche (mehrere Atomabstinde)
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2.6 Eigenspannungen

hinweg annihernd homogen verteilt [17]. Die Eigenspannungen der I. und II. Art werden stets aus
den Eigenspannungen III. Art gebildet. In einem gehérteten Bauteil {iberlagern sich die drei verschie-
denen Eigenspannungen. Aus ihnen resultieren mitunter unerwiinschte Mafl- und Form#nderungen

(Verzug).

Jede Wirmebehandlung von Bauteilen ist mit einer Anderung ihres Eigenspannungszustandes ver-
bunden. Bei den verschiedenen Hérteprozessen sind thermische Dehnungen, transformationsindu-
zierte Dehnungen sowie Gitterdehnungen die Ursache der iiber makroskopische und mikroskopische
Bereiche konstanten Eigenspannungen [17]. Diese unterschiedlichen Dehnungen werden nachfolgend

naher erlautert.

Thermische Dehnungen: Die thermischen Dehnungen sind auf die infolge der hohen Abkiihlge-
schwindigkeiten beim Abschrecken hervorgerufenen grofien Temperaturgradienten im Bauteil
sowie auf die ungleichméfiige Abkiihlung des Bauteils zuriickzufithren. Zu Beginn des Ab-
schreckens ist der oberflichennahe Bereich des Bauteils wesentlich kilter als der Bauteilkern.
Hieraus resultieren ein plastisches Flieflen in Zugrichtung des oberflichennahen Bereiches sowie
Druckspannungen im Bauteilkern. Nach dem Uberschreiten einer maximalen Temperaturdiffe-
renz beider Bauteilbereiche beginnt eine Spannungsumkehr, so dass am Ende des Abschreckens
Druckeigenspannungen im Bereich der Bauteiloberfliche sowie Zugeigenspannungen im Bau-
teilkern vorliegen. Da die Zugfestigkeit des Materials zu Beginn des Abschreckens sehr gering

ist, wird dieses typische Verhalten noch verstérkt.

Transformationsinduzierte Dehnungen: Mit der sukzessiven Phasenumwandlung wahrend des Ab-
schreckens ist eine Volumendehnung verbunden. Wie bereits in Abschnitt 2.5 beschrieben, wer-
den die Umwandlungsprozesse wiahrend des Abkiihlens unter Voraussetzung einer homogenen
Kohlenstoffverteilung allein von der Temperatur kontrolliert. Diese ist, wie oben dargestellt,
fiir bestimmte Bauteilbereiche signifikant unterschiedlich. Somit variieren auch die Mengen
der unterschiedlichen Phasen iiber den gesamten Bauteilbereich. Beispielsweise sind die Mar-
tensitgehalte im Bereich der Bauteiloberfliche am hochsten, so dass dieser Bereich sich mehr
ausdehnt als der iiblicherweise vorwiegend bainitische Bauteilkern und damit im Oberflichen-

bereich Druckeigenspannungen induziert werden.

Gitterdehnungen: Durch zwangsweise im Metallgitter gelosten Kohlenstoff werden bei der Marten-
sitbildung sowie infolge von Ausscheidungsvorgéngen (Karbide, FezC) zusitzliche Gitterdeh-

nungen und damit Eigenspannungen III. Art hervorgerufen.

Ferner treten durch das Vorhandensein von Phasen mit unterschiedlichem thermischen Ausdehnungs-

koeffizienten Eigenspannungen II. Art auf.

Im Fall von einsatzgehéirteten Bauteilen stellen sich die infolge transformationsinduzierter Deh-
nungen hervorgrufenen Eigenspannungen wie folgt dar: Im Allgemeinen liegen in der Randschicht
Druckeigenspannungen vor. Deren Maximum liegt meist unter der Oberfliche. Die Entstehung der
Eigenspannungen in der Randschicht ist, alleinige Umwandlung des Austenits in Martensit vor-
ausgesetzt, abhéingig von der Martensitstarttemperatur. Aufgrund der Kohlenstoffabhingigkeit der
Martensitstarttemperatur nimmt diese vom Kern zum Rand des einsatzgehérteten Bauteils hin ab.

Daher wandelt sich der Kern vor dem Rand in der Zwischen- bzw. Martensitstufe um. Durch die
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2.6 Eigenspannungen

Volumendehnung des Kerns plastiziert der noch austenitische Rand des Bauteils. Wird weiter ab-
gekiihlt, beginnt auch der Rand umzuwandeln. Der bereits umgewandelte Bauteilkern behindert
die mit der Randumwandlung verbundene Volumendehnung, so dass im Rand Druckeigenspannun-
gen induziert werden. Je vollstdndiger sich der Bauteilrand dabei umwandelt, desto gréfer sind die

Randeigenspannungen [18].
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3 Simulation des Einsatzhartens

3.1 Einfiihrung

Entsprechend den im Abschnitt 2.1 gemachten Ausfithrungen sind innerhalb der Simulation der
Einsatzhirtung von Bauteilen die Vorgénge Austenitisieren, Aufkohlen, Abschrecken und Anlassen
abzubilden.

Wesentliche Simulationsergebnisse des Austenitisierens sind die Verteilung des Austenits im Bauteil
sowie dessen Korngrofe [9]. Da das Aufkohlen stets bei Temperaturen oberhalb der A z-Umwand-
lungstemperatur des Einsatzstahles stattfindet und auch im Fall des Einfachhértens im Allgemeinen
die Acs-Umwandlungstemperatur des Bauteilkerns iiberschritten wird, kann von einer homogenen
Verteilung des vollstindig umgewandelten Austenits ausgegangen werden. Dafiir ist im Fall des
Einfachhértens Bedingung, dass das Wiedererwirmen auf Hartetemperatur nicht schnell erfolgt, so
dass ausreichend Zeit fiir die Keimbildung und das Keimwachstum des Austenits sowie die Diffusion
des Kohlenstoffs besteht. Aus diesen Uberlegungen heraus ist eine Simulation der Verteilung des
Austenits im Bauteil nicht notwendig. Eine Simulation der die Phasentransformation beeinflussenden
Austenitkorngrofle wird in dieser Arbeit nicht durchgefiihrt. Die Austenitkorngréfie wird auf der

Grundlage metallografischer Untersuchungen festgelegt.

Die Simulation des Aufkohlens umfasst die Bestimmung der Kohlenstoffverteilung im Bauteil un-
ter Berticksichtigung der Legierungselemente des Einsatzstahles sowie der Spezifika des jeweiligen

Aufkohlungsverfahrens.

Zur Simulation des Abschreckprozesses sind im Bauteil die 6rtlichen und zeitlichen Entwicklungen
der Temperaturen, der Phasentransformationen (Gefiigeumwandlungen) und der Spannungen und
Dehnungen zu bestimmen. Simultan miissen dabei, wie in Bild 3.1 dargestellt, thermische, metall-

urgische sowie mechanische Interaktionen beriicksichtigt werden [3-6].

Die als Folge der ortlichen und zeitlichen Temperaturunterschiede wéhrend der Einsatzhértung
im Bauteil auftretenden thermischen Dehnungen induzieren Spannungen (I). Riickwirkend beein-
flusst verformungsinduzierte Wirme die Temperaturverteilung im Bauteil (II). Die auftretenden
Phasentransformationen sind abhéngig von der Temperatur bzw. der Temperaturverteilung iiber
ein bestimmtes Zeitintervall (III). Verbunden mit den Phasentransformationen sind einerseits Um-
wandlungswirmen, welche die Temperaturverteilung im Bauteil beeinflussen (IV), sowie andererseits
transformationsinduzierte Dehnungen, durch die die Spannungsverteilung im Bauteil beeinflusst wird
(V). Die wéhrend der Warmebehandlung auftretenden Spannungs- und Dehnungsverteilungen bewir-
ken ihrerseits eine Anderung des Phasentransformationsverhaltens (VI). Dariiberhinaus beeinflusst
die Phasentransformation das thermomechanische Materialverhalten einerseits durch transformati-

onsinduzierte Plastizitét (TRIP), andererseits durch die Anderung der mechanischen Eigenschaften.
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3.1 Einfithrung
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Bild 3.1. Thermische, metallurgische sowie mechanische Interaktionen wéhrend der Wirmebehandlung (in
Anlehnung an [4,5])

Im Gegensatz zu anderen Warmebehandlungsprozessen, in denen die thermomechanischen und die
thermophysikalischen Materialeigenschaften (A, B) sowie das Phasentransformationsverhalten (C)
lediglich von der Legierungszusammensetzung des Stahles und der Temperatur abhéngen, ist im Fall
des Einsatzhéirtens zusétzlich der Einfluss des unterschiedlichen Kohlenstoffgehaltes in der Rand-

schicht zu bertiicksichtigen.

Aufgrund der Komplexitéit der geschilderten Vorgénge beim Abkiihlen sowie der Komplexitéit des
metallurgischen und thermomechanischen Verhaltens des (Einsatz-)Stahles werden zur Beschreibung
der Phasentransformationskinetik und schliefllich auch der Eigenspannungsentwicklung im Bauteil
meist makroskopische Modelle [7-9] verwendet. Damit handelt es sich bei den simulierten Eigen-
spannungen um Eigenspannungen I. Art. Die zur Simulation benétigten Materialparameter werden
meist experimentell bestimmt [10]. Makroskopische Modelle haben gegeniiber Modellen anderer Be-
trachtungsebenen den Vorteil, dass sie zur Analyse beliebiger Strukturen geeignet sind. Sie kénnen

jedoch nur Teilaspekte der Phasentransformation abbilden [47].

Entsprechend den obigen Ausfithrungen besteht die Simulation des Einsatzhértens aus einer Diffusi-
onsanalyse sowie einer sich anschliefenden gekoppelten thermometallurgischen-thermomechanischen
Analyse [48-50]. Meist wird jedoch die Beeinflussung der Temperaturverteilung und des Phasen-
transformationsverhaltens durch den Spannungszustand (Bild 3.1 II und IV) vernachldssigt. Damit
schlieBen sich an die Diffusionsanalyse eine thermische Analyse und eine Phasentransformations-
analyse an, die miteinander gekoppelt sind. Auf deren Ergebnissen basiert die abschlielende Eigen-
spannungsanalyse. Ausgehend von diesen Modellvorstellungen wird auch in der vorliegenden Arbeit

die Simulation des Einsatzhértens durchgefiihrt.
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3.2 Konstitutive Gleichungen

3.2.1 Diffusionsanalyse

Die Berechnung der Kohlenstoffverteilung im Bauteil beruht auf der mathematischen Beschreibung
des Kohlenstoffmassenstroms. Fiir die Oberfliche des Bauteils stellt sich ein stationérer Zustand
ein. Die pro Zeiteinheit 9t durch die jeweilige Phasengrenzflichenreaktion freiwerdende Menge an
Kohlenstoff Om ist gleich der durch Diffusion in das Bauteil iibertragenen Menge an Kohlenstoff.

Dieser Zustand wird durch das Erste Fick ‘sche Gesetz beschrieben:

(4) _ Om dco

L T (3.1)

In dieser Gleichung ist D¢ der Diffusionskoeffizient und aac—g ist die Ableitung der Kohlenstoftkon-

zentration in Richtung des Normalenvektors n der Oberfléche.

Zur Beschreibung der Diffusion des Kohlenstoffs im Bauteil ist das zeitabhéngige oder instationére
Konzentrationsfeld co(r,t) in seiner rdumlichen und zeitlichen Abhéngigkeit zu bestimmen. Man

erhélt das gesuchte Konzentrationsfeld mit Ortsvektor r zum Zeitpunkt ¢ durch Losen der partiellen

Differentialgleichung
0 t
Wl _ v (DeVeclr.1). (3.2
welche auch als das Zweite Fick “sche Gesetz bekannt ist. Im Kartesischen Koordinatensystem, r =
(xyz), gilt fiir den Nabla-Operator V
0 o0 0
v (2L 2 Y 3.3
<(9:E oy 8,2) (3:3)

und somit fiir die Gleichung (3.2)

Jdco(r,t) 0 Occ 0 Occ 0 Oco
—————F=— | Dec— — | Dg—— — | Dec—— ) . 3.4
ot 836(083: Ty \Peay ) Tz \Poa; (34)
Den Gleichungen (3.2) und (3.4) liegt ein konzentrations- und damit ortsabhéngiger Diffusionskoef-

fizient D¢ des Kohlenstoffs im Stahl zugrunde. Fiir einen konstanten Diffusionskoeffizienten gilt:

W =D V* co(r, 1) (3.5)

dco(r,t) _D 8200+8200 &%co
ot C\ 022 T oy T 922 )

(3.6)

Ist das Konzentrationsfeld bekannt, kann das zugehorige Feld der Massenstromdichte wie folgt be-
stimmt werden:
jo(r,t) = =DcVee(r,t) . (3.7)

Durch die dargestellten partiellen Differentialgleichungen kénnen die Kohlenstoffkonzentrationen nur
im Inneren des Korpers bzw. Bauteils ermittelt werden. Zur vollstindigen Bestimmung des Konzen-

trationsfeldes miissen noch mehrere Grenzbedingungen gestellt und von der Losung der partiellen
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3.2 Konstitutive Gleichungen

Differentialgleichung des Konzentrationsfeldes erfiillt werden. Diese enthalten eine Anfangsbedingung
sowie ortliche Randbedingungen, die an den Oberflichen des Korpers bzw. Bauteils vorgeschrieben
sind [38].
Die Anfangsbedingung

cc(r,t)]—g = cco(r) (3.8)

schreibt die Konzentrationsverteilung zu Beginn des Aufkohlens vor. Damit kann der Einfluss des

Kohlenstoffgrundgehaltes von Einsatzstahlen als Anfangskonzentrationsverteilung
co(r,t)],_y = cco(r) = const. (3.9)

erfasst werden, welche sich im Laufe des nichtstationéiren Aufkohlungsvorganges verédndert.
Die o6rtlichen Randbedingungen kénnen in drei Arten eingeteilt werden:

Randbedingung 1. Art: Es kann die Kohlenstoffkonzentration als Funktion des Ortes auf der Ober-

fliiche r(4) zum Zeitpunkt ¢ vorgeschrieben sein:

co(r,t)|ym = i (2) . (3.10)

Diese Randbedingung stellt eine Moglichkeit dar, das Gasaufkohlen mit verdnderlichem Koh-

lenstoffpegel abzubilden. Dabei gilt ndherungsweise fiir die Kohlenstoffrandkonzentration:
cc(r,t)|y = Cp(t) kL . (3.11)

In dieser Gleichung ist kj, der sogenannte Legierungsfaktor. Unsicherheiten dieser Vorgehens-
weise bestehen jedoch in dem nur bedingt darstellbaren langsamen Ansteigen (erste Aufkoh-
lungsstufe) bzw. Absenken (zweite Aufkohlungsstufe) des Kohlenstoffrandgehaltes durch va-
riable Ansétze Cp = f(t).

Im Fall des Niederdruckaufkohlens werden bereits nach wenigen Minuten Randkohlenstoffge-
halte in Hohe der Sattigungskonzentration des jeweiligen Einsatzstahles erreicht (Abschnitt
2.3.2). Der Aufkohlungszyklus dieses Verfahrens kann daher durch diese Randbedingung ab-
gebildet werden, so dass gilt:

co(r,t)] ) = cosit. - (3.12)

Randbedingung 2. Art: Es kann die Massenstromdichte normal zur Oberfliche als Funktion des

Ortes auf der Oberfliche r(4) zum Zeitpunkt ¢ vorgeschrieben sein:

80()(1‘, t)

j(C’A) (r(A)at) = - DC on " .

(3.13)
Beim Gasaufkohlen beschreibt diese Randbedingung die voriibergehende Anfangsperiode der
ersten Aufkohlungsstufe, bei der die nicht aufgekohlte Bauteiloberfliche sehr schnell Kohlen-
stoff aufnimmt. Wiahrend dieses Zeitraums kann sich die Kohlenstoffkonzentration der Aufkoh-

lungsatmosphiére verringern, weil der Ersatz des Aufkohlungsgases nicht so schnell erfolgt.
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Desweiteren ist es durch diese Randbedingung moglich, den Diffusionszyklus des Niederdruck-

aufkohlens darzustellen. Dabei gilt:

FEW =0, (3.14)

Randbedingung 3. Art: Es kann eine Beriihrung mit einem anderen Medium vorgeschrieben sein.
Im vorliegenden Fall der Simulation von Aufkohlungsvorgéingen mit gasférmigen Atmosphéren
kann eine Diffusionsgrenzschicht zwischen der Bauteiloberfliche und der Aufkohlungsatmo-
sphére vorgeschrieben werden. Damit beschreibt diese Randbedingung die Vorgédnge an der
Bauteiloberfliche wiahrend des Aufkohlens sehr realistisch. Die durch die Phasengrenzfléchen-
reaktionen ausgeloste Massenstromdichte des Kohlenstoffs j¢o ist gleich der Massenstromdichte

des Kohlenstoffs an der Oberfliche des Bauteils j(CA).

jo =53V (3.15)
Oco(r,t)

(@) _ (A) —_D
ﬁ Co CC(r ; t) C on i

(3.16)

Darin sind C(CG) und ¢ (x| t) die Kohlenstoffkonzentrationen im Aufkohlungsgas (Kohlenstoff-

pegel) und an der Oberfliche des Bauteils und  der Stoffiibergangskoeffizient. Dieser kann
als Maf3 fiir die Geschwindigkeit des Stofftransports iiber die Phasengrenze angesehen werden

und ist abhéngig von der Temperatur sowie der Zusammensetzung des Aufkohlungsgases.

Aufgrund des angestrebten Gleichgewichtes hinsichtlich des Stoffaustausches, d.h. Gleichheit
der Potentiale und damit Aktivitdten der beteiligten Phasen (Aufkohlungsgas und Stahl), stellt
sich insbesondere beim Aufkohlen von legierten Stidhlen an der Phasengrenze (Bauteilober-
fliche) ein Konzentrationssprung ein [38]. Somit ist die durch die Gleichung (3.16) dargestellte
Randbedingung nur eine Naherung. Unter Beriicksichtigung des angestrebten Gleichgewichtes

fiir den Stoffaustausch gilt somit fiir die Randbedingung 3. Art:

660(1‘, t)

8 ag” —GC(T(A)J)} = Do,

(3.17)

wobei a(CG) und ac(r™t) die Aktivititen des Kohlenstoffs im Aufkohlungsgas und an der

Oberfldche des Bauteils sind.

Innerhalb der Diffusionsanalyse muss der Einfluss des Kohlenstoffgehaltes und der Legierungselemen-
te auf die Aktivitéit des Kohlenstoffs im Stahl beriicksichtigt werden. Im Fall des bindren Systems
Fe — C gilt fuir die Aktivitét des Kohlenstoffs:

aS = f& . (3.18)

Der Aktivitatskoeffizient fg ist konzentrations- und temperaturabhéingig und wird in der Literatur

nicht explizit angegeben [17,18,26,51], so dass die Kohlenstoffaktivitdt meist in Formeln wie

2300
1g(a8)::Affff—-2,214—0,15-c8«+1g(c8) (3.19)
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3.2 Konstitutive Gleichungen

dargestellt wird [18,21]. Im Bild 3.2 sind in dem fiir das Aufkohlen relevanten Bereich des Eisen-

Kohlenstoff-Diagramms (teilweise vereinfacht) Isoaktivitdtslinien dargestellt [18,22].

Temperatur [°C]

1600
A N
1500 — RS — Schmelze
< T
ot BT
1300 d P y + Schmelze—
Q?)Q bp>\>\
1200 T E—
S0 o gt
O 0?’ o0 S
1100 Q074 0
1000
G / y + Graphit
800 o+ \%& o + Graphlt
P' S
700 X4

o0 02 04 06 08 1,0 1,2 1,4 1,6 1,8 20 22
Kohlenstoffkonzentration [Masse-%]

Bild 3.2. Isoaktivitétslinen des bindren Systems Fe — C nach [18,22]

Beim Aufkohlen legierter Stéhle fithren Legierungselemente zu einer Erniedrigung (Mo, Cr, Mn)

oder zu einer Erhohung (Ni, Si) der Kohlenstoffaktivitit. Die Legierungselemente vergrofern oder

verkleinern somit den fiir das Aufkohlen relevanten Bereich des Eisen-Kohlenstoff-Diagramms (Bild
3.2). Die unterschiedliche Wirkung der Legierungselemente zeigt das Bild 3.3 [17,26].

X/aC
AaC/aC

2,0

Si
1,6

12 ya
0,8

e [
0.4

/
0.0 ’://

\ Mo —— T
os Al T | Mn]
— | o
0,8
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

Legierungselement X [Masse-%]

Bild 3.3. Einfluss der Legierungselemente auf die Kohlenstoffaktivitit im Stahl nach [17, 26]
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Bei konstantem Kohlenstoffpegel und damit konstanter Aktivitdt der Gasaufkohlungsatmosphire
ergibt sich fiir den Gleichgewichtszustand eine gegeniiber dem bindren System Fe — C geringere
(N1, Si legierte Stihle) oder eine groBere (Mo, Cr, Mn legierte Stéhle) Kohlenstoffkonzentration des
Bauteilrandes.

Zur Erfassung des Einflusses der Legierungselemente auf die Kohlenstoffaktivitéit wird ein legierungs-
abhéngiger Aktivitéitskoeffizient fo wie folgt definiert [51]:

Ig [fg] => cxop . (3.20)
fC ac=const. X

Darin ist Oé( der Wirkparameter des Legierungselementes X mit der Konzentration cx bei Konzen-
trationsabgabe. Unter der Annahme gleicher Kohlenstoffaktivitdten im bindren System Fe — C und

im Vielstoffsystem

1&g =fcce (3.22)

folgt schliefflich

C
c
Ig {C] = exop (3.23)
cc ac=const. X
Basierend auf der chemischen Zusammensetzung des Stahles ist es somit moglich, das Verhéltnis
zwischen der Kohlenstoffkonzentration im bindren System Fe — C und der im legierten Stahl zu

berechnen. Fiir ein Dreistoffsystem Fe — X — C verkiirzt sich Gleichung (3.23) entsprechend:

C
c
lg [)C;

] = cx oy . (3.24)
cc ac=const.

In Tabelle 3.1 sind fiir verschiedene Legierungselemente die Wirkparameter O)C( angegeben.

Tabelle 3.1. Wirkparameter o5 verschiedener Le-

Legierungselement oX nach [51] o nach [52] gierungselemente
Si 0,055 0,052
Mn -0,013 -0,013
Cr -0,040 -0,039
Ni 0,014 0,013
Mo 20,013 -0,013
Al - -0,013
\% - -0,013
N - -0,208

Aus der Gleichung (3.23) kann weiterhin ein Legierungsfaktor &y,
lgky =—> cx-op (3.25)
i

abgeleitet werden, mit dem im Fall der Gasaufkohlung der zum Erreichen einer bestimmten Koh-
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lenstoffrandkonzentration cc rang erforderliche Kohlenstoffpegel Cp zu korrigieren ist:

Cp = SCftand (3.26)
kL

Die Kohlenstoffrandkonzentration kann keine beliebigen Werte annehmen. Sollen Karbidausschei-
dungen vermieden werden, muss die Kohlenstoffrandkonzentration kleiner als die von der jeweiligen

Temperatur und Stahlzusammensetzung abhéngige Sattigungsgrenze sein. Fiir diese gilt:

ac =1

fc

CO,Sitt. = (3.27)

3.2.2 Thermische Analyse

Grundlage der Losung instationdrer Temperaturfelder, wie sie sich beim Abkiihlen im Bauteil aus-

bilden, ist die partielle Differentialgleichung fiir das Temperaturfeld:

PCp aTé?t) =VAVT(r,t)] + Q(r,t) . (3.28)

In dieser Gleichung, die auch Wéirmeleitungsgleichung genannt wird, sind p, ¢, und A die temperatur-
und phasenabhéngigen Werkstoffkennwerte Dichte, spezifische Warmekapazitdt und Warmeleitfahig-
keit. Die durch die auftretenden Phasentransformationen freigesetzte Wirme @ (Abschnitt 3.2.3.5)
sowie die Abhéngigkeit der genannten Werkstoffkennwerte von der Phasenzusammensetzung cha-

rakterisieren die Kopplung zwischen Temperaturfeld und Phasentransformation.

Mit der als )
a=— (3.29)
PCp
definierten Temperaturleitfahigkeit gilt:
0T (r,t i
é‘;’ ) VYT t)] + Qe t) | (3.30)

Im Kartesischen Koordinatensystem, r = (zy z), hat die Warmeleitungsgleichung die Gestalt

oT(x,t) o ( oT o [ oT o [ T .
ot Oz <a8x> + 3y (oz 8y> t3, (a 82) + Q(z,y, 2, t). (3.31)

Bei bekanntem Temperaturfeld kann das zugehorige Feld der Warmestromdichte aufgrund des Ge-

setztes von Fourier bestimmt werden:

q(r,t) = =AVOT'(r,t) . (3.32)

Vergleichend zur Diffusionsanalyse kann festgestellt werden, dass die partielle Differentialgleichung

des Konzentrationsfeldes (Gleichung (3.2)) von gleicher Art ist wie die des Temperaturfeldes (Glei-
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chung (3.28)). Es gelten die folgenden Entsprechungen:

cc AT (3.33)
Dec Lo . (3.34)
Hieraus resultiert, dass sich viele Losungen der partiellen Differentialgleichung des Temperaturfeldes
auf das analoge Diffusionsproblem {ibertragen lassen, vorausgesetzt, die Grenzbedingungen stimmen
iiberein [38]. Diese beinhalten wiederum eine Anfangsbedingung sowie ortliche Randbedingungen,

die an den Oberflachen des Korpers bzw. des Bauteils vorgeschrieben sind.

Die Anfangsbedingung
T(r,t)],—o = To(r) (3.35)

schreibt die Temperaturverteilung im Bauteil zu einem bestimmten Zeitpunkt, etwa zu Beginn des
Abkiihlens, vor. Diese Anfangstemperaturverteilung verdndert sich im Laufe des nichtstationiren

Abkiihlvorganges.
Die ortlichen Randbedingungen werden in drei Arten eingeteilt:

Randbedingung 1. Art: Es kann die Temperaturverteilung als Funktion des Ortes auf der Ober-

fliche r zum Zeitpunkt ¢ vorgeschrieben sein:

T(r,t)|a) = TW(2) . (3.36)

Randbedingung 2. Art: Es kann die Warmestromdichte normal zur Oberfliche als Funktion des
Ortes auf der Oberfliche r(4) zum Zeitpunkt ¢ vorgeschrieben sein:
0T (r,t)

() (p) gy = 9T(r,1)
G\ (e t) A on | (3.37)

Randbedingung 3. Art: Es kann eine Beriihrung mit einem anderen Medium vorgeschrieben sein.
Grenzt der Korper bzw. Bauteils wie beim Abkiihlen an ein fliissiges oder gasférmiges Medium,
so bildet sich eine Grenzschicht aus. Unter Beriicksichtigung des Newtonschen Abkiihlgesetzes

(F)

gilt fiir die Warmestromdichte ¢\*/, die an das umgebende Fluid mit dem Warmeiibergangs-

koeflizienten o und der Temperatur Tg iibergeht:
i = a [T(N‘),t) - To} . (3.38)
Diese ist gleich der Wirmestromdichte ()

i = _)\aT(r,t)
on

(3.39)

)
r(4)

welche durch Leitung im Koérper an die Oberflache transportiert werden muss.
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Somit gilt fiir die Randbedingung 3. Art:

oT(r,t)

- on

—a [T(r(A), t)— Ty . (3.40)

r(4)

Aus der Gleichung (3.40) ergibt sich der Wérmeiibergangskoeffizient @ wie folgt:

(3.41)

3.2.3 Phasentransformationsanalyse
3.2.3.1 Einfiihrung

Im Kapitel 2.5 wurden die verschiedenen ZTU-Diagramme zur Beschreibung der Phasentransfor-
mation vorgestellt. Zur Analyse beliebiger Bauteilgeometrien sowie Abschreckbedingungen ist jedoch
das kontinuierliche ZTU-Diagramm nicht geeignet, da es nur fiir die Abkiihlkurven giiltig ist, die zu
dessen Erstellung verwendet wurden (Bild 2.5). Die Beschreibung der Phasentransformation auf der

Grundlage von isothermen ZTU-Diagrammen umgeht diese Schwierigkeiten [7,8].

Das Phasentransformationsverhalten wird signifikant durch den Kohlenstoff beeinflusst. Auf ei-
nem gedachten Pfad, der von der Bauteiloberfliche zum Bauteilkern verlduft, besitzt somit jeder
Punkt sein eigenes Umwandlungsverhalten. Experimentell ermittelte isotherme ZTU-Daten von
Einsatzstéhlen liegen jedoch nur in einigen Féllen fiir mehr als zwei Kohlenstoffkonzentrationen
vor [7,10]. In dieser Arbeit werden daher zur Beschreibung des Phasentransformationsvorhaltens
analytische isotherme ZTU-Daten verwendet. Das dabei zugrunde gelegte reaktionskinetische Mo-
dell beruht auf den Pionierarbeiten von Kirkaldy e.a. [53,54] und wurde wesentlich durch Li e.a. [55]
verbessert. Es besitzt Giiltigkeit fiir unlegierte sowie niedrig legierte Stahle mit der Einschrénkung,

dass eine Beschreibung der Dekomposition des Austenits in Zementit nicht moglich ist.

Zur Beschreibung der Phasentransformationskinetik existieren verschiedene phédnomenologische ma-
kroskopische Modelle. Entsprechend ihrer unterschiedlichen Umwandlungsmechanismen ist inner-
halb der Phasentransformationsanalyse zwischen diffusionsgesteuerten Umwandlungen (Austenit in
Ferrit, Perlit und Bainit) und der diffusionslosen Umwandlung des Austenits in Martensit zu unter-

scheiden.

3.2.3.2 Berechnung von isothermen ZTU-Kurven

)

Eine schematische Darstellung eines isothermen ZTU-Diagramms zeigt das Bild 3.4. Darin sind 7T’ ék
die Starttemperaturen sowie Ték) und Ték) die Kurven fiir den Beginn und das Ende der Umwandlung
der jeweiligen Phase k. Es bedeutet jeweils & = 1 Austenit, & = 2 Ferrit, k¥ = 3 Perlit, k = 4
Bainit und k£ = 5 Martensit. Bei der Berechnung der isothermen Umwandlungskurven wird davon

ausgegangen, dass maximal zwei Phasen gebildet werden.

Fiir die Zeit 7*), welche benotigt wird, um die urspriinglich vorhandene Volumenfraktion V(1) des
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Temperatur T

Bild 3.4. Schematische Darstellung

VG eines isothermen ZTU-
Diagramms
> 2: Ferrit, 3: Perlit, 4: Bainit,
Zeit t [lg] 5: Martensit

Austenits isotherm bei der Temperatur 7" in die Phase & umzuwandeln, gilt [55]:

0wy = £(C:Mn, 8, Ni, Cr, Mo, G)

AT®" oxp(—0QJ (RT)) SV )y (3.42)

In dieser Gleichung ist f eine Funktion aus der Legierungszusammensetzung des Stahles und der
ASTM-KorngroBe G des Austenits, R die Gaskonstante (1,986 cal/K/mol), AT®*) die Unterkiihlung
von der Umwandlungsstarttemperatur, @) die Aktivierungsenergie der Umwandlung und 7" die Tem-
peratur. Der Exponent der Unterkiihlung n ist eine empirische Konstante, die durch den effektiven
Diffusionsmechanismus (n=2 fiir Volumendiffusion und n=3 Grenzflichendiffusion) bestimmt wird.

S(V,) ist ein Term zur Charakterisierung der Reaktionsrate. Fiir ihn gilt nach Kirkaldy e.a. [53]

v (k)
dVv
(k)y
0
und nach Li e.a. [55]:
v (k)
dv
k)y —
S“/(D-_,/‘V@A“VM1VUQ4V‘ (3.44)
0

Beispielsweise erhélt man die Kurven fiir den Beginn und das Ende der Umwandlung des Austenits
in die Phase k, indem in den Gleichungen (3.43) und (3.44) die Volumenfraktion V*) zu 0,01 bzw.
0,99 gesetzt und anschlieBend die Gleichung 3.42 fiir den jeweiligen Temperaturbereich gelost wird.

In den Tabellen 3.2 und 3.3 sind ZTU-Kurven der verschiedenen diffusionsgesteuerten Umwandlun-
gen des Austenits beider Vorhersagemodelle zusammengestellt. Fiir die ebenfalls zu beriicksichti-
gende ASTM-Korngrofie G des Austenits gilt:

2542

G=1+g<ﬁwmﬁ.g@)ﬁ (3.45)

In dieser Gleichung ist d., die Austenitkorngréfie.
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Tabelle 3.2. Umwandlungsmodell nach Kirkaldy e.a. [53, 54]. Legie-
rungselemente in [Masse-%)], Temperaturen in [K]

Phase (k)
M 1,45Ni 244 M

Ferrit, k=2 59,6Mn + 1, 45Ni + 67, 7Cr + o S(V(k))

20G-1/2( A3 — T)3 exp(—23.500/(RT))
o 1,79+ 5,42(Cr + Mo + 4Mo - Ni) k)

Perlit, k=3 2G-D2(4,, — T)PD SV
2,34+ 10,1 19Mo) - 104

Bainit, keed (2244 10.1C+3,8Cr + 193o) - 10 S(V k)
2(G=1)/2(Bg — T)2 exp(—27.500/(RT))

1 1 0,01Cr + 0, 52Mo

D~ oxp(—27.500/(RT)) | exp(—37.000/(RT))
Bs = 656 — 58C — 35Mn — 75Si — 15Ni — 34Cr — 41Mo  [°C]
Mg = 561 — 474C — 33Mn — 17Ni — 17Cr — 21Mo  [°C]

Tabelle 3.3. Umwandlungsmodell nach Li e.a. [55]. Legierungselemente in [Masse-%], Temperaturen in [K]

Phase (k)

exp(1,00 + 6,31C + 1,78 Mn + 0, 31Si + 1, 12Ni + 2, 70Cr + 4, 06 Mo)

Ferrit, k=2 "
—4,25+ 4,12 4,36 M 44Si + 1, 71 Ni 19v' M
Perlit, kg OP(425+4,12C 4 4,36Mn 40,4451 + 1, 7LNi + 3,33Cr + 5,19VMo) g s
20,3QG(A€1 —T)3 exp(—27.500/(RT))
~10,23 4+ 10,1 M i M
—— exp(—10,23 + 10, 18C + 0,85Mn + 0, 55Si + 0,90 Cr + 0, 36 O)S(V(k))

2029G(Bg — T)2 exp(—27.500/(RT))

Bg = 637 — 58C — 35Mn — 15Ni — 34Cr — 41Mo  [°C]
Mg = 539 — 423C — 30,4Mn — 17, 7Ni — 12,1Cr — 7,5Mo + 10Co — 7,5Si  [°C]

Innerhalb beider Modelle wird zur Bestimmung der Umwandlungstemperaturen im Gleichgewichts-
zustand A.s und A.; das jeweilige Multikomponenten-Zustandsdiagramm simuliert. Hiervon abwei-
chend koénnen diese mit nachfolgenden Gleichungen bestimmt werden [56], wobei die Legierungsele-

mente in [Masse-%)] einzusetzen sind.

Agz = 910 — 203v/C — 15, 2Ni + 44, 7Si 4+ 104V + 31,5Mo + 13, 1 W—
(30Mn + 11Cr + 20Cu — 700P — 400Al — 120As — 400Ti) [°C]
Ael =723 —10,7Mn — 16,9Ni 4 29, 1Si + 16,9Cr + 290As + 6,38W  [°C] (3.47)

(3.46)

Am Beispiel des Einsatzstahles 20MnCrb [42] ist im Bild 3.5 ein auf der Grundlage des Umwand-
lungsmodells nach Li e.a. [55] berechnetes isothermes ZTU-Diagramm fiir zwei Kohlenstoffgehalte
(0,20 % C und 0,60 % C) sowie eine Austenitkorngréfe von d, = 25 pum dargestellt. Fiir den
Kohlenstoffgehalt von 0,20 % C ergeben sich bei dem Vergleich mit den experimentell bestimmten
ZTU-Daten (Bild 2.6) nur geringfiigige Abweichungen. Durch den erhshten Kohlenstoffgehalt von

0,60 % C werden bei sonst gleicher Legierungszusammensetzung die Umwandlungen zu lingeren
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Zeiten und tieferen Temperaturen verschoben.
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---060%C

Bild 3.5. Berechnete isotherme ZTU-Diagramme des Einsatzstahles 20MnCr5 [42]

10°
Zeit [s]

T
10* 10° 10°

Anhand eines fiir die aufgekohlte Randzone eines Bauteils typischen Kohlenstoffgehaltes von 0,60 % C

zeigt das Bild 3.6 die Auswirkungen einer Randoxidation auf das Umwandlungsverhalten des Ein-

satzstahles 20MnCr5. Durch die Verarmung der Legierungselemente Si, Mn, Cr (auf 20% der ur-

spriinglichen Konzentration) werden die Umwandlungen zu kiirzeren Zeiten und hoheren Tempera-

turen verschoben, mit der Folge, dass sich die Randschicht bereits in der Perlit- bzw. Zwischenstufe

umzuwandeln beginnt.
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Bild 3.6. Auswirkungen einer Randoxidation auf das Umwandlungsverhalten des Einsatzstahles 20MnCrb

[42]
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3.2 Konstitutive Gleichungen

3.2.3.3 Diffusionsgesteuerte Umwandlungen

Mit dem Modell von Johnson, Mehl und Avrami [43,44] kénnen die diffusionsgesteuerten Umwand-
lungen der Perlit- und Zwischenstufe beschrieben werden. Fiir die Volumenfraktion der Phase k gilt

nach isothermem Halten auf dem Temperaturniveau 7" und Zeit t die kinetische Gleichung

n(k)
vk =1 et (3.48)

Die temperaturabhiingigen Parameter b*) = b(*)(T) und n®) = n*)(T) werden als Losungen des
Gleichungssystems

n(R)(T)

V) = 0,01 =1 ¢tV Des(D)

(3.49)
VE(k) = 07 99 =1 — e*b(k)(T)(tE(T))n(k)(T)

aus den Umwandlungskurven fiir den Beginn und das Ende der Umwandlung des Austenits im Gebiet
der Phase k bestimmt [8]:

-1
n(T) = In 1“(1_Vs(k))> <“<tgk)(T)))
= (ma—v,é’“)) QAvars .

V(T = —— 5 7 (3.51)

Zur Beschreibung des Phaseniibergangs bei kontinuierlicher Abkiihlung wird in dieser Arbeit die

Additivitétsregel [57,58] verwendet:
t

dt
0

Darin ist T(k)(V(k), T) die Zeit, welche notwendig ist, um die Volumenfraktion V%) bei der Tempe-
ratur 7" isotherm umzuwandeln. Ist die durch die Gleichung (3.52) gegebene Bedingung erfiillt, so
wird bei kontinuierlicher Abkiihlung nach der Zeit ¢ und Temperatur 7' die Volumenfraktion V()
umgewandelt. Somit gilt mit Gleichung (3.48):

1
In (1= V®Y\ &
£ =70 V0 Ty = <_“(b(k))> . (3.53)

Die Additivitétsregel ist zuriickzufithren auf die Arbeiten von Scheil [59], der durch sie die An-
laufzeit der Austenitumwandlung herleitete. Deren generelle Anwendbarkeit zur Beschreibung von
Phasenumwandlungen bei kontinuierlicher Abkiihlung wurde spéter von Avrami [44] und Cahn [57]
bestétigt. Ein anderer Ansatz zur Beschreibung anisothermer Phasenumwandlungen ist das Modell

von Leblond e.a. [60,61], welches jedoch in dieser Arbeit nicht beriicksichtigt wurde.

Durch die Ableitung von Gleichung (3.48) ergibt sich die Transformationsrate:

k
d‘(;i ) = nF) pk) t”(k>_1e_b(k>tn(k) . (3.54)
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3.2 Konstitutive Gleichungen

Es ist zu beachten, dass der umgewandelte Volumenanteil auf das bei dieser Temperatur maximal
erreichbare Volumen zu beziehen ist, d.h. es ist der urspriinglich vorhandene Volumenanteil des
Austenits V(1) sowie im Fall der Ferrit- und Perlitumwandlung zusétzlich der sich fiir das Gleichge-
wicht bei isothermer Umwandlung einstellende Volumenanteil Ve(k) zu beriicksichtigen (vgl. Abschnitt
3.2.3.2 sowie Bild 3.4). Unter diesen Bedingungen folgt aus der Gleichung (3.54)

dv (@ (2)
Ferrit: % = Ve(2) (V(l) + V(2)) (n(2) p(2) P —1,-b2)¢ ) (3.55)
(3) NG)
(4) e
Bainit: Y = (V) 4 y@) (n@ p®) =100y (3.57)

Aus der Integration dieser Gleichungen bis zur Zeit ¢ (Gleichung (3.53)) folgt fiir den umgewandelten
Volumenanteil V*) der Phase k:

t
(k)
v = (V0. () 4 y®) / %dt (3.58)

)

t
Ferrit: V) =V (v 4 v@) / n() ()0 (~In(1 - VN T (1-v@)ar®  (359)

€

2
¢

t

Perlit: V@ =y @ (v 4 vB) / n® 32 (~In(1 - VEN' T (1-V®)ar®  (3.60)
e
! 1
1 1

Bainit: V® = (V(l) + V(4)) / n®p® @ (—1n(1 — V(4)))1 " (1 - V(4))d7(4) _ (3.61)
&
Die Beschreibung der Phasenumwandlung mit der Avrami-Gleichung entspricht dem iiblichen Vor-
gehen, wenn experimentelle ZTU-Daten (Beginn und Ende der Umwandlung) vorliegen. Da jedoch
beliebige Umwandlungszeitpunkte durch die analytischen ZTU-Kurven (Abschnitt 3.2.3.2) abgebil-
det werden konnen, ist die Verwendung der Avrami-Gleichung nicht zwingend notwendig. Aus den
Gleichungen (3.42) bis (3.44) sowie der Additivitétsregel (Gleichung 3.52) folgt fiir die Transforma-

tionsrate

2(1-v*)y/3 (k)
dv® —(VR) (v 1y AT" exp(~Q/RT)V®)*! i (1—VR)>Vs (362)
dt ¢ f(C, Mn, Si, Ni, Cr, Mo, G) '
bzw.
n 0,4 (1-V (k) 0,4V (k)
e — (v (v 4y L =p(~Q/RT)V 2 (1-v) (3.63)
dt ¢ f(C, Mn, Si, Ni, Cr, Mo, G) ’
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3.2 Konstitutive Gleichungen

und schliellich fiir den gesuchten Volumenanteil V' der Phase k

t
v —(vE.) (v 4 y®) /

(k)
tS

1-v (k) /3 ( 2v (k) /3

AT" exp(~Q/RT) V(*)* 1 - V)

(k)
£(C, Mn, Si,Ni, Cr, Mo, G) dr (3.64)

bzw.
t

v — (0. (v 4 v /

(k)
tS

AT exp(~Q/RT) VW V™) (1 _yiwy 04V
f(C, Mn, Si,Ni, Cr, Mo, G)

dr® . (3.65)

Fiir die innerhalb der Ferrit- und Perlitumwandlung zu beriicksichtigenden Gleichgewichtsvolumen-
anteile V, gilt [62]:

cg,(T) —co
ct(T) = cg(T)
VA v =4,); v =1-v® fiir T < Ay (3.67)

€ €

V(1) =

e

fir Ae3 > T > Aer (366)

Die Kohlenstoffkonzentration des Austenits im Gleichgewichtszustand cg ergibt sich durch Umstellen
der Gleichung (3.46):

cl(T) = [(910 — T — 15,2Ni + 44, 7Si + 104V + 31,5Mo + 13,1 W—

(3.68)
(30Mn + 11Cr + 20Cu — 700P — 400Al — 120 As — 400Ti)) /203] 2 [Masse-%)] .
Ausgehend von der Grenzlinie der Loslichkeit des Ferrits (Linie G-P im Bild 2.2) [63]
7% =911 — 8486C  [°C] (3.69)
folgt fiir die Kohlenstoffkonzentration des Ferrits im Gleichgewichtszustand c¢
911 - T
c(T) = YT [Masse-%] . (3.70)

3.2.3.4 Diffusionslose martensitische Umwandlung

Die zeitunabhéngige diffusionslose Umwandlung des Austenits in Martensit wird durch die Koistinen-
Marburger-Gleichung [64]
VO =1 emaMs=T) (3.71)

beschrieben. Es bedeutet T' die Temperatur, Mg die Martensitstarttemperatur und a ist eine die
Umwandlung charakterisierende Konstante. Unter Beriicksichtigung der urspriinglich vorhandenen

Volumenfraktion des Austenits gilt:

V) — V(l)(1 _ e—a(MS—T)) _ (3.72)
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3.2.3.5 Transformationswarme

Die in der Differentialgleichung fiir das Temperaturfeld (Gleichung (3.28)) zu beriicksichtigende

latente Wirme infolge der Phasentransformation @ kann wie folgt berechnet werden:

: > (k)
Qr,t)=> 1 v (3.73)

k=2

Darin ist {*) die latente Wirme der Transformation des Austenits in die Phase k. Sie ist als Anderung

der Enthalpie H beim Phaseniibergang
1*) = A=) (3.74)

definiert (Tabelle 3.4).

Tabelle 3.4. Latente Wirmen verschiedener Um-

Transformation %) nach [65] 1) nach [§] wandlungen
k=1—k [Jm ™3] [Jm 3]

k=2 590 - 106 590 - 109

k=3 600 - 106 590 - 106

k=4 620 - 106 590 - 106

k=5 650 - 106 640 - 106

k=1 — Austenit k =2 — Ferrit k = 3 — Perlit
k = 4 — Bainit k = 5 — Martensit

3.2.3.6 Ableitung der Harte nach dem Abschrecken und dem Anlassen

Ausgehend von der Gefiigeverteilung am Ende der Abkiihlung wird unter Beriicksichtigung der indi-
viduellen Hérten der verschiedenen Phasen H Vo(k) die Abschreckhirte HV (in Vickers) berechnet:

5
HVy =S vV = By vO + VP v £ gy ve ¢ BV v + BV v | (3.75)
k=1

Die individuellen Héarten H Vo(k), ausgenommen die des Austenits, werden nach einer Untersuchung
von Maynier [66] als Funktion aus den Legierungselementen und der mittleren Abkiihlgeschwindigkeit
vgs zwischen 800 °C und 500 °C wie folgt ermittelt:

HV® = Ay + By - 1g(vss) (3.76)
Ay, By = f(C, Mn, Si, Ni, Cr, Mo, V)

HV,>™ = 42 + 223C + 53Si + 30Mn + 12, 6Ni + 7Cr + 19 Mo+

(3.77)
(10 — 19Si + 4Ni + 8Cr + 130V) - lg(vss)
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HVY = 323 4+ 185C + 330Si + 153Mn + 65Ni + 144Cr + 191 Mo+
(89 + 53C — 558i — 22Mn — 10Ni — 20Cr — 33Mo) - lg(vss)
HV®) =127 4+ 949C + 27Si + 11Mn + 8Ni + 16Cr + 21 - Ig(vss) - (3.79)

(3.78)

Dabei sind die Legierungselemente in Masseprozent und die mittlere Abkiihlgeschwindigkeit vgs in
°C pro Stunde einzusetzen. Aus der Literatur sind keine Untersuchungen zur Berechnung der Hérte
des (Rest-)Austenits bekannt. Es ist jedoch davon auszugehen, dass die Hirte des Austenits sich nur
unwesentlich von der des Ferrits unterscheidet. Folglich gilt in dieser Arbeit H Vo(l) =H VO(Q_?’).

Der Effekt des Anlassens auf die Abschreckhérte kann durch die folgende kinetische Gleichung be-
schrieben werden [67].
HV® —gVP)y—C. P =0 (3.80)

Darin ist HV*) die Anlasshérte der Phase k, C' und n sind materialabhiingige Konstanten und P

ist der sogenannte Zeit- Temperatur-Parameter (Anlassparameter), fir den gilt:
P=f(T,Q,R,t). (3.81)

Eine Zusammenstellung einiger Zeit-Temperatur-Parameter kann der Literatur [67,68] entnommen
werden, wobei als bekanntester Zeit-Temperatur-Parameter der von Hollomon und Jaffe [69] gilt.
Auch von Maynier [66] wurde der Einfluss des Anlassens auf die Hérte untersucht. Danach gilt

allgemein fiir die Harte des Bainits und des Martensits nach dem Anlassen:

HVWS) — A(4/5) L gpA/5) . p (3.82)
AW BA/5) — ¢(C, Mn, Si,Ni, Cr, Mo, V) .

Dieser Ansatz beriicksichtigt jedoch nicht die Héirte nach dem Abschrecken H Vb(k) als Ausgangs-
zustand. Weiterhin kann der Anlassparameter erst fiir Anlasstemperaturen oberhalb von 450 °C
berechnet werden, weshalb dieser Ansatz zur Berechnung der Héirte nach dem Anlassen im Rahmen

dieser Arbeit nicht verwendet werden kann.

In [70] wurden Untersuchungen zur Abschreck- und Anlasshérte anhand von Rundproben aus ver-
schiedenen Einsatzstihlen und unterschiedlichen Kohlenstoffgehalten durchgefiihrt. Dabei lagen die
Wirmebehandlungstemperaturen in den fiir Einsatzstéihle iiblichen Temperaturbereichen (Abschnitt
2.1). Im Bild 3.7 sind die Regressionskurven fiir den nicht angelassenen und angelassenen Zustand
(Anlasstemperatur 180 °C) basierend auf den Ergebnissen der Proben mit 12,5 und 25 mm Durch-

messer dargestellt.

Die Chargen beider Proben wurden in Ol abgeschreckt, weshalb von einer alleinigen Umwandlung des
Austenits in der Martensitstufe auszugehen ist. Bezieht man die Anlasshérte auf die Abschreckhérte,
so ist ein Faktor d abhingig vom Kohlenstoffgehalt definierbar, mit dem der Effekt des Anlassens
auf die Héarte des Abschreckgefiiges in Abhéngigkeit von der Abschreckhirte ermittelt werden kann
(Bild 3.7):

d=0,99—-0,21C—0,23C%+0,30C> 0,20% <C<0,8 % . (3.83)
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Bild 3.7. Abschreck- und Anlasshérte bei verschiedenen Kohlenstoffgehalten [70]

Selbstverstidndlich besitzt dieser Faktor nur fiir den {iblichen Anlass-Temperaturbereich von Ein-

satzstdhlen Giiltigkeit. Somit gilt fiir die Hérte des bei 180 °C angelassenen Martensits:
HV®) = V™ .4 (3.84)

Fiir die anderen Phasen im angelassenen Zustand wird angenommen, dass die Abschreckhérte un-

verandert bleibt.
HY =Y = gy (3.85)

3.2.4 Eigenspannungsanalyse
3.2.4.1 Aligemeine Bemerkungen

Innerhalb der Eigenspannungsanalyse wird angenommen, dass sich die totalen makroskopischen

Dehnungen ¢;; aus fiinf voneinander unabhéngigen Dehnungsanteilen zusammensetzen [8,9]:
€ij = éfj + Eij + 6ij Eth + 51']' Gtr + ijp . (386)

Darin bedeuten efj die elastischen Dehnungen, efj die plastischen Dehnungen, € die thermischen
Dehnungen, € die transformationsinduzierten Dehnungen, ei;’ die transformationsinduzierten pla-

stischen Dehnungen sowie d;; das Kronecker-Delta, wobei gilt:

1 falls i = j
5i; (3.87)
0 falls i # j .
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Aus der zeitlichen Ableitung von Gleichung (3.86) folgt fiir das totale Dehnungsinkrement de;;:
deij = defj + del; + 65 de™ + 65 de” + dell . (3.88)

Mit der additiven Zerlegung der Dehnungen ist der differentielle Spannungszuwachs durch die Be-
ziehung
dojj = Cijiy (dekl — def, — dele — Sy det — Gy detm — de};’l)) (3.89)

gegeben. Das dabei zusétzlich beriicksichtigte Dehnungsinkrement deij resultiert aus der Temperatur-
und Phasenkompositionsabhéngigkeit von Elastizitdtsmodul E und Querdehnzahl v. In der Glei-
chung (3.89) gilt fiir die Komponenten des Elastizitdtstensors im dreidimensionalen Spannungszu-
stand

Ciikt = A6ij 01 + 2 pulijrr, (3.90)

wobei A und p die Laméschen Konstanten

Ev _ E
A+v(1-20) "~ 201+

(3.91)

und ;i = %(5#«5]1 + 6;105) die Komponenten des symmetrischen Identitétstensors 4. Stufe sind.

3.2.4.2 Elastische Dehnung

Fiir die elastische Dehnung gilt:

1
6% = I [(1 + V) Oij — 5ij I/Ukk] . (392)

Unter Beachtung, dass der Elastizititsmodul F und die Querdehnzahl v sowohl temperatur- als
auch phasenabhingig und damit zeitabhéngig sind, folgt aus der Gleichung (3.92) fiir das elastische
Dehnungsinkrement [8,48]:

1
def; =—= [(1 4+ v)doy; — ijvdogs] —

FE

dFE

52 (1 +v)oij — bijvok] + (3.93)
dv

T loij — 0ijokk] -

Die aus der Temperatur- und Phasenkompositionsabhéngigkeit von Elastizitdtsmodul und Quer-

dehnzahl resultierenden zusétzlichen Dehnungsinkremente werden wie folgt zusammengefasst:

el __ eE ev
dE dv
deij = _ﬁ [(1 + l/) 0435 — 5ij VO'kk] + f [O’ij - (Sij O’kk} . (395)

37



3.2 Konstitutive Gleichungen

Die Abhéngigkeit des Elastizitdtsmoduls und der Querdehnzahl von der Temperatur und der Pha-

senkomposition wird im Allgemeinen durch lineare Mischungsregeln wie folgt beschrieben [48]:

5
E(T,v®) =3 " E®[T(1)]vF(¢) (3.96)
k=1
5
(T, VE) =>"Wrm v () . (3.97)
k=1

3.2.4.3 Thermometallurgische Dehnung

Die thermischen und transformationsinduzierten Dehnungen werden zur thermometallurgischen Deh-

nung """ wie folgt zusammengefasst [8,48] (Bild 3.8):

et = g (3.98)
5 T 5

e = 55 |5 v / oM (T)dT+ 3 VO W | (3.99)
A

e

(@]

C

S

5 Austenit, k=1

[m]

Phase k

ry
s
7
(K)t 7
r v
€ 1 Umwandlung
P ,
P s _ 8(k,k:1)th
7 thr
v |. 7 €
0 Ts T, T4  Temperatur T [°C]

Bild 3.8. Zusammenfassung der thermischen und transformationsinduzierten Dehnungen zur thermometall-
urgischen Dehnung (in Anlehnung an [7,48]).
T, - Beginn der Umwandlung, 75 - V*) = 0.5, T3 - Ende der Umwandlung

Das Inkrement der thermometallurgischen Dehnung ergibt sich zu

5 z 5
delhm =5, | > | av® / a®(T)dT + VE B ()T | + ) e®iray®] (3.100)
k=1 0 k=2

In den Gleichungen (3.98) und (3.100) bezeichnet T die Temperatur, V*) die Volumenfraktion der

Phase k, o®) den thermischen Ausdehnungskoeffizienten der Phase k sowie e®tr die, die Differenz
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der spezifischen Volumina v von Austenit und der Phase k charakterisierende Dehnung. Diese ist
unter Annahme einer vollstindigen Umwandlung des Austenits bei einer Bezugstemperatur von 0
°C wie folgt definiert (vgl. [7,8,48]):

1 (v®) — ()

e®tr = Ae=Rth(p — g°C) = - — 7 ) (3.101)
3 v
T=0°C

Um den Effekt des Anlassens von Martensit, aber auch des Selbstanlassens [71,72] wéhrend des
Abschreckens von bereits gebildetem Martensit auf die Eigenpannungsausbildung zu beriicksichtigen,

wird die Transformationsdehnung des Martensits wie folgt ermittelt:

6(5)tr = 67z):n’,a'ng. = EE/T—>O[, + YUn Eg’—ﬂ—i-e : (3102)
Dabei ist €, +¢ die mit der Ausscheidung von e-Karbiden (Abschnitt 2.5) assozierte Dehnung und

Y, die normalisierte Anlass- bzw. Selbstanlassrate. Fiir den voll angelassenen Zustand gilt y,, = 1 [50].

3.2.4.4 Transformationsinduzierte plastische Dehnung

Waéihrend der Phasentransformationen sind bei von null verschiedenen Spannungszustédnden infolge
thermischer oder mechanischer Lasten plastische Dehnungen moglich, auch wenn die momentane,
temperaturabhingige Flielgrenze nicht tiberschritten wird. Diese Art der plastischen Dehnung wird
transformationsinduzierte plastische Dehnung genannt und tritt bei Stdhlen sowohl bei isothermer
als auch bei kontinuierlicher Umwandlung auf. Zur Beschreibung dieser Umwandlungsplastizitét

existieren verschiedene Modellvorstellungen.

Nach dem Modell von Greenwood und Johnson [73] ruft die Volumendifferenz zweier koexisten-
ter Phasen Mikrospannunungen hervor, die ausreichen, um in der Ndhe der Umwandlungsfront der
weicheren Phase plastische Dehnungen zu induzieren. Durch das Aufbringen einer &ufleren Bela-
stung wihrend der Transformation werden die Mikrospannungen beeinflusst, so dass eine plastische

Verformung entweder initiiert oder verstérkt wird und somit gemessen werden kann [74].

Ein anderes Modell ist das von Magee [75] zur Beschreibung der Umwandlungsplastizitit bei mar-
tensitischer Phasenumwandlung. Bei der Deformation des Austenits in Martensit findet neben einer
Volumenénderung auch eine Forménderung durch Scherung statt. Ferner werden bei Anliegen einer
duferen Belastung Martensitplatten ausschliefllich in energetisch giinstigen Orientierungen gebildet.

Diese somit nur lokale anisotrope Deformation beeinflusst die Form des Bauteils.

Bei einer Beanspruchung durch die einachsige konstante Spannung ¢ kann die transformationsindu-

zierte plastische Dehnung in Belastungsrichtung durch die Beziehung
€? = Koop(V) (3.103)

beschrieben werden. Darin ist K ein Proportionalitdtsfaktor, der im Allgemeinen als Umwandlungs-
konstante bezeichnet wird und ¢(V') eine Funktion, welche die Abhéngigkeit der transformations-

induzierten plastischen Dehnung vom umgewandelten Phasenanteil beschreiben soll. Fiir die Be-
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rechnung von K und ¢(z) sind in der Literatur verschiedene Ansétze verfiighar. In der Gleichung
(3.104) ist das Modell nach Greenwood und Johnson zur Berechnung der Umwandlungskonstanten

(1)

wiedergegeben, wobei aYl die Streckgrenze des Austenits (allgemein der jeweils weicheren Phase)

und Av/v die relative Anderung des spezifischen Volumens darstellt.

K—_ b Av (3.104)

603 (T)

Leblond e.a. [76] schlagen zur Berechnung der Umwandlungskonstante das Modell nach Gleichung

(3.105) vor.
A€(1—>k)th

K = oy (3.105)

Desalos [77] fiihrte nachfolgende Funktion zur Beschreibung der Abhéngigkeit der transformations-

induzierten plastischen Dehnung vom umgewandelten Phasenanteil ein.
p(z)=V(2-V) (3.106)
Eine andere Funktion basiert auf den analytischen Arbeiten von Leblond [76]:
P(z) =V (1-1g(V)) . (3.107)

Mit den Komponenten des Spannungsdeviators s;; folgt aus der Gleichung (3.103) zur Berticksich-

tigung mehrachsiger Spannungszustéinde [76]

3

Fiir die inkrementelle Formulierung ist die Gleichung (3.108) nach der Zeit abzuleiten. Es gilt:

3
delf = 5 Ksij ¢ (V)dV . (3.109)
Im Fall mehrerer Phasen k gilt:
°. 3
deff =" 5 KW s (V)av®) (3.110)
k=2

3.2.4.5 Plastische Dehnung

Zur Beschreibung des Ubergangs zwischen elastischen und plastischen Spannungszustéinden wird

eine von-Mises-Fliefbedingung

F(oij, 055, T, V® ) = F(&, T,V P) = /By e — op(T,VH® ) <0 (3.111)
mit fij = Si5 — Oégj =0jj — Q5 — géij(o'mm — Ozmm) (3.112)
F(sij,aly, T,VW, e?) = \/2(8@' — aj)(sij — af;) — or(T, VW, &) <0 (3.113)
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3.2 Konstitutive Gleichungen

unter Beriicksichtigung von linear isotroper und kinematischer Verfestigung definiert [48,78]. Darin
sind s;; die Komponenten des deviatorischen Anteils des Spannungstensors, a;j die Komponenten
des deviatorischen Riickspannungstensors infolge kinematischer Verfestigung und op (7, v k) P ) die

FlieBspannung. Aus dieser ergibt sich der Radius der Flieffliche Rp wie folgt:

Rp = \EUF(T7 V) epy (3.114)

Die Fliefispannung entspricht der isotropen Verfestigungsregel
op(T, VW) = oy (T, V) + Ho (T, V) P, (3.115)

wobei fiir die effektive plastische Dehnung (Vergleichsdehnung) € gilt:

2
e’ = /depdt de? =4/ gdefjdefj . (3.116)

Jeder Riickspannungsanteil o;; entspricht der kinematischen Verfestigungsregel

daj = 3Hkm(T V) de (3.117)

v
In den Gleichungen (3.115) und (3.117) ist oy (T, V®*)) die temperatur- und phasenkompositions-

abhingige Streckgrenze
5

v(T, V) Z k) (¢), (3.118)

k=

Hioo(T,VH) und Hy, (T, V*) sind die temperatur- und phasenkompositionsabhingigen Verfesti-
gungsmoduli der jeweiligen Verfestigungsregel. Diese werden aus dem Verfestigungsmodul H wie

folgt bestimmt:

5
Hiso(T, V®) B) -3 HW[T@) VO @) (3.119)
k=1
5
Hyin(T,V®) =8 5" HO[T@)] v O (1) . (3.120)
k=1

Hierbei erfolgt durch den Faktor § € [0, 1] die Steuerung des Verfestigungsanteils. Beispielsweise gilt

fiir 8 = 0 rein isotrope und fiir § = 1 rein kinematische Verfestigung.

Der Zusammenhang zwischen Spannungen und plastischen Dehnungszuwéchsen wird durch die Nor-
malenfliefregel

beschrieben. Darin ist dA ein positiver Proportionalitidtsfaktor und n;; sind die Komponenten des

Normalentensors. Fiir diese gilt:

oF OF

— = . 3.122
80‘@' 60@ ( )

nij =
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3.2 Konstitutive Gleichungen

Somit folgt aus der Gleichung (3.116) unter Beriicksichtigung der Gleichung (3.121)

2 OF OF
3o Ooij

de? = dA (3.123)

Aus der Konsistenzbedingung der Elastoplastizitéit folgt, dass die plastischen Spannungszustinde

stets auf der FlieBfliche liegen. Daher gilt:

F(O‘ij, g, T, V(k), Gp) =0 (3.124)
oF OF oF oF
oy (k) _ g ) —
dF (045, 045, T, V' €P) = 8Uijdazj Do daw aTdT—i— E + Dep de? =0. (3.125)

Aus dem Einsetzen der Gleichungen (3.89) und (3.117) in die Gleichung (3.125) folgt:

oF
%Ciejkl (dﬁkl — deil — dezr{ _ de?}f{llzr —de 2]?1)) Lo
i

oF 2

2 Hyin (T, VR
dar; 3 kin )dep;+

(3.126)

OF
® _ g (M) qeP —
S7dT + § :av Hiso(T,V®)de? = 0.

Damit ist es moglich, unter Beriicksichtigung der Gleichungen (3.121) und (3.123) eine Bestimmungs-
gleichung fiir den Proportionalitdtsfaktor dA

5
8 T t 6 8
80}; s ijkl (dﬁkl dﬁilT - dfg} - deIZ)JFfT?dT + Z avlgw av

dx = (3.127)

oF 8F 2 8F 2 OF OF
DE O 2+ 25 2 Hyyo (T, V) Z2E 4 Hyyo(T, V), [2 25 2F

abzuleiten. Fiir das plastische Dehnungsinkrement defj folgt dann

5
0 t el o)
» agFZ; C’L]kl (dekl - dleT - dﬁZI;r - dEkZZ)—i-a%dT + Z avf(;) dV(k) OF
del. = . 3.128
67‘3 OF e + 8F 2H (T V(k)) 8F —|—H (T V( )) 2 OF OF 80—74 ( )
doy; ~ijkl aakl kin iso \/ 390;; 9oi;

Aus dem Einsetzen in die Gleichung (3.89) ergibt sich das Spannungsinkrement zu

OF e e oF

daij = Cijkl - OF e 8F 2 (k) OF (k) 2 OF OF
ao’ij C’ijl 8Ukl + Hkl’n(T V )E + HiSU(T7 V ) §Boij anj
h t
(dew — deff —dely" — de,ﬁ) — (3.129)
5
oF oF oF
Cf}klaakl (aTdT+ Z oV (k) dv )>
oF 8F 2 2 OF OF
do;j Ozykl dog Ta Hkm(T V(k)) + Hiso(T V(k)) 3004 Doy
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3.3 Eingabegrifien der Simulation des Einsatzhértens

bzw.
doij =Cily, (derg — def] — deff” — dey) -
Cé = (gng + é %dv<k>) (3.130)

wobei C’;fkl die Komponenten des elastoplastischen Deformationstensors darstellen.

Die Fahigkeit zur plastischen Verformung ist im Fall kristalliner Werkstoffe auf die Verdnderung
deren Realstruktur, wie die Bewegung von Versetzungen, zuriickzufithren. Wahrend der Abkiihlung
findet eine kontinuierliche Phasenumwandlung statt. Damit verbunden ist ein zumindest teilweiser
Verlust des ,plastischen Erinnerungsvermoégens®. Modelle, die diesen Effekt meist {iber die pha-
senabhéngige Korrektur des plastischen Dehnungsinkrementes defj sowie des effektiven plastischen

Dehnungsinkrementes de? beriicksichtigen [8,79-81], wurden jedoch in dieser Arbeit nicht betrachtet.

3.3 EingabegroBen der Simulation des Einsatzhartens

Die Tabelle 3.5 gibt zusammenfassend eine Ubersicht der Eingabegrofen, die zur Simulation einer

Einsatzhirtung basierend auf den vorgestellten Modellen benttigt werden.

Tabelle 3.5. Eingabegréfien der Simulation des Einsatzhéartens

Werkstoffkennwerte - Legierungs-, Kohlenstoff-, Phasen- und Temperaturabhéngig

Thermophysikalisch Umwandlungsspezifisch Thermomechanisch
Diffusionskoeffizient D¢ isoth. ZTU-Daten Querdehnzahl v

Spez. Wirmekapazitét c, Transformationsdehnung € Elastizitdtsmodul FE
Warmeleitfahigkeit A Umwandlungswérme [ Streckgrenze oy
Dichte p Umwandlungskonstante K Verfestigungsmodul H

therm. Ausdehnungskoeffizient «

Parameter der Randbedingungen - Orts- und Temperaturabhéngig

Diffusiv Thermisch Mechanisch

Stoffiibergangskoeffizient 3 Warmeiibergangskoeffizient o« Festhaltungen
Kohlenstoffpegel Cp Abschrecktemperatur

Generell sind die Werkstoffkennwerte und teilweise auch die Randbedingungen experimentell zu
bestimmen. Im Rahmen des Verbundprojektes C.A.S.H [10] wurden fiir typische Einsatzstihle die
relevanten Werkstofftkennwerte experimentell ermittelt. Zusétzlich besteht die Mo6glichkeit, die erfor-
derlichen Werkstoffkennwerte auf der Basis der Legierungsbestandteile mit kommerziell verfiighbarer
Software [82] voraus zu berechnen. In dieser Arbeit wird ausschliefllich auf Daten aus der Literatur
zuriickgegriffen (Abschnitt 5.2 und Anhang A).
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4 Abschatzung der Dauerfestigkeit einsatzgeharteter

Bauteile

4.1 Einfithrung

Ausgangspunkt fiir die Abschétzung der Dauerfestigkeit war zunéichst eine Sichtung vorhandener
Verfahren zur Dauerfestigkeitsvorhersage einsatzgehérteter Bauteile [11, 13, 15]. Diese Verfahren
konnten in wesentlichen Punkten erginzt werden. Das Bild 4.1 zeigt eine Ubersicht des erarbei-

teten Konzeptes zur Abschéitzung der Dauerfestigkeit einsatzgehérteter Bauteile.

Simulation des Elastizitatstheo-
Einsatzhartens retische Analyse

v v v

Lokale Festigkeit Elgenspgnnungs- Lokale zyklische
verteilung Beanspruchung
A A \ 4

Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit o,

Einfluss der Oberflachentopografie Fo

Fehlstellenmodell
Ausfallwahrscheinlichkeit eines Volumenelementes ~ P{"

Ausfallwahrscheinlichkeit eines Oberflachenelementes P’

A 4

Uberlebenswahrscheinlichkeit Py
des Bauteils

A 4

Bauteildauerfestigkeit Sp
fur Py =50%

Bild 4.1. Ubersicht des Konzepts zur Dauerfestigkeitsabschitzung einsatzgehiirteter Bauteile

Die Simulation des Einsatzhéirtens umfasst die Ermittlung der Kohlenstoffverteilung sowie die Pha-

sen-, Eigenspannungs- und Hérteverteilung nach dem Abschrecken und Anlassen des Bauteils. An-
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4.2 Festigkeiten des einsatzgehérteten Werkstoftes

hand von Korrelationsbeziehungen zur ermittelten lokalen Hérte erfolgt die Bestimmung der rele-
vanten Festigkeitsgroffien wie der Wechselfestigkeit und der Zugfestigkeit des Werkstoffes. Im Fall der
Wechselfestigkeit wird zusétzlich der Einfluss des Gefiiges beriicksichtigt. Auf der Grundlage einer

elastizitdtstheoretischen FE-Analyse wird die lokale zyklische Beanspruchung bestimmt.

Die Einsatzhartung fithrt im Bauteil zu einer inhomogenen Festigkeits- und Eigenspannungsvertei-
lung. Wird das einsatzgehértete Bauteil belastet, so induziert die &uflere Last im Bauteil zusétzlich
eine inhomogene Beanspruchungsverteilung. In jedem Punkt des Bauteils steht also einer lokalen Be-
anspruchung, in die die lokale Eigenspannung mit eingeht, eine lokale Werkstofffestigkeit gegeniiber.
Im Inneren des Bauteils sind die Festigkeiten vom Werkstoffzustand und der Spannungsmehrachsig-
keit, an der Oberflache zusétzlich von der Rauheit, unter Umsténden auch von korrosiven Einfliissen

abhingig.

Folglich wird das Bauteil zur Bestimmung der Dauerfestigkeit in Volumen- und Oberflichenelemente
mit anndhernd homogener Festigkeits-, Eigenspannungs- und Beanspruchungsverteilung separiert.
Mit dem Fehlstellenmodell wird durch Gegeniiberstellung von lokaler Beanspruchung und lokaler Fe-
stigkeit diesen Volumen- und Oberflichenelementen eine Ausfallwahrscheinlichkeit zugeordnet. Nach
den Gesetzen der Wahrscheinlichkeitsrechnung wird aus den bestimmten Einzelausfallwahrschein-
lichkeiten die Uberlebenswahrscheinlichkeit des Bauteils abgeleitet. Die mittlere Dauerfestigkeit des
Bauteils entspricht einer Uberlebenswahrscheinlichkeit von Py =50 %.

Im Folgenden erfolgt eine detaillierte Darstellung aller wesentlichen Bestandteile des erarbeiteten

Konzepts, welches sowohl die Oberfliche als auch das Volumen des Bauteils betrachtet.

4.2 Festigkeiten des einsatzgeharteten Werkstoffes

FEinsatzgehirtete Bauteile sind durch eine inhomogene Festigkeits- und Eigenspannungsverteilung
charakterisiert. Dies hat zur Folge, dass der lokale Widerstand des einsatzgehirteten Werkstoffes
gegen Ermiidung iiber den betrachteten Querschnitt variiert. Zur Dauerfestigkeitsabschétzung ist

daher die Kenntnis der Festigkeitsverteilungen von fundamentaler Bedeutung.

4.2.1 Ortliche Wechselfestigkeit des einsatzgehirteten Werkstoffes

Zur Ermittlung der 6rtlichen Wechselfestigkeit existiert eine Vielzahl von empirischen Berechnungs-

ansétzen, die sich entweder an den Kenngroflen des Zugversuchs [83-86] oder an der Hérte orientieren.

Besonders im Fall einsatzgehirteter Bauteile ist zu beachten, dass mit zunehmender Hérte auch
die Versprodung des Stahles steigt und damit die Empfindlichkeit gegeniiber inneren Kerben [11].
Somit ist der Einfluss des Gefiiges und mit diesem auch der Einfluss der Warmebehandlung auf die

Beziehung zwischen Héarte und Wechselfestigkeit nicht mehr vernachléssigbar.

Die ortliche Wechselfestigkeit des einsatzgehérteten Werkstoffes wird im Rahmen dieses Konzeptes
in Abhéngigkeit von der lokalen Vickers-Hérte berechnet. In den folgenden zwei Abschnitten werden

zwel mogliche Berechnungsansétze, nach Velten [11] und nach Murakami [87-90], vorgestellt.

45



4.2 Festigkeiten des einsatzgehérteten Werkstoftes

4.2.1.1 Ortliche Wechselfestigkeit nach Velten

Velten [11] unterteilt die ortliche Wechselfestigkeit des einsatzgehérteten Werkstoffes in zwei Berei-
che. Bis zu einer Grenzhirte von 500 HV ergibt sich ein linearer Zusammenhang zwischen lokaler
Hérte und ortlicher Wechselfestigkeit. Dariiber hinaus ist keine Steigerung der 6rtlichen Werkstoff-
wechselfestigkeit moglich. Ein Unterschied zwischen einer Rissbildung an der Oberfliche oder im
Volumen besteht nicht.

ow=a-HV +b [N/me] fir HV < 500 (4.1)

0w = a 500 + b = konst. [N/mmﬂ fir HV > 500 (4.2)

Hierin sind a und b Parameter, die dem jeweiligen Werkstoff anzupassen sind. Fiir den Einsatzstahl
20MoCrS4 gilt:

ow=1,27- HV + 72 [N/mmz] fir HV < 500 (4.3)

0w = 707 N/mm? fiir HV > 500 . (4.4)

Zur Bestimmung der dargestellten Beziehungen zwischen Vickers-Hérte und Wechselfestigkeit wur-
den sowohl ungekerbte als auch gekerbte Proben verwendet. Die erforderliche Riickrechnung der
an den gekerbten Proben ermittelten Dauerfestigkeiten auf die Wechselfestigkeiten erfolgte unter
Beriicksichtigung des spannungsmechanischen Grofleneinflusses [86]. Daher konnen die Gleichungen
4.3 und 4.4 unter der Grundvoraussetzung vergleichbarer Wirmebehandlung lediglich auf Bauteile
angewendet werden, deren hochbeanspruchtes Volumen sich nicht wesentlich von dem der Proben

unterscheidet, welche der Ableitung der Bezichungen zugrunde gelegt wurden.

4.2.1.2 Ortliche Wechselfestigkeit nach Murakami

Murakami [87-90] definiert die Wechselfestigkeit des Werkstoffes nicht als kritische Spannung fiir
einen Anriss, welcher dann das Versagen des Bauteils auslost, sondern als Schwellspannung fiir
ein Nichtausbreiten eines Risses, welcher von Fehlstellen wie Defekten, Mikrorissen, Einschliissen
sowie Inhomogenitdten im Werkstoff ausgeht. Somit ist es moglich, den Einfluss des Gefiiges auf die

Wechselfestigkeit zu erfassen.

Der Schwellenwert des zyklischen Spannungsintensititsfaktors eines kurzen Risses ergibt sich durch

die empirische Beziehung
AKy, =3,3-1073(HV + 120) (\/area)é [MPaml/ﬂ . (4.5)

In dieser Gleichung ist HV die lokale Vickers-Hérte und /area die Quadratwurzel der Fliche (in
um), die bei der Projektion einer Fehlstelle in die Ebene, welche senkrecht zur groiten Normalspan-

nung orientiert ist, entsteht.

Fiir Risse an der Bauteiloberfliche wird der Maximalwert des Modus I Spannungsintensititsfaktors
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4.2 Festigkeiten des einsatzgehérteten Werkstoftes

mit nachfolgender Gleichung bestimmt.

1

KW = 0,65 09 (7’[’ area(A)) : (4.6)

I,max

Darin ist o9 (in MPa) die maximale Spannung senkrecht zur Fehlstelle. Unter der Annahme, dass
der Riss wihrend des Belastungszyklus nicht geschlossen wird, gilt fiir die Schwingweite des Span-

nungsintensitatsfaktors

A) _ g4 (A4 _ (4)
AK( ) = Kl,maz - Kl,min - 2Kl,maz : (47)
Die Bedingung fiir ein Nichtausbreiten eines Risses lautet
AKW < AKy, . (4.8)

Aus den Gleichungen (4.5) bis (4.8) folgt somit fiir die Wechselfestigkeit des Werkstoffes an der

Bauteiloberflache
(A) 1,43(HV + 120)
oy =

( area(A)>é

Analog kann die Wechselfestigkeit des Volumens bestimmt werden. Es gilt:

[N/me] . (4.9)

KY) =0,500 (7r area(v)> ’ (4.10)

I,mazx

) _ L36(HV +120)
(v area(v)> ¢

[N /mmﬂ . (4.11)

Das Ansteigen der ortlichen Wechselfestigkeit unter der Oberfliche steht dabei in direktem Zusam-
menhang mit den Ergebnissen von Schwingfestigkeitsversuchen in Abhéngigkeit vom Umgebungs-

medium [91].

Im Kitagawa-Diagramm [92], Bild 4.2, wird der Schwellenwert der zyklischen Spannung Aoy, bei
dem ein Wachstum kurzer Risse einsetzt, iiber der Rissldnge a aufgetragen. Beanspruchungen ober-
halb der im Bild 4.2 dargestellten Grenzkurve fithren nach endlicher Schwingspielzahl zum Bruch,
unterhalb der Grenzkurve kommen vorhandene Risse zum Stillstand. Durch den horizontalen Anteil
der Grenzkurve wird die Werkstoffwechselfestigkeit, durch den sich anschlieenden abfallenden An-
teil der Grenzkurve der Bereich der kurzen Risse (ab Risslédnge a;) sowie der Bereich der langen Risse
(ab Risslédnge ag) beschrieben [93]. Durch den vorgestellten Wechselfestigkeitsansatz nach Muraka-
mi wird der Bereich kontinuumsmechanisch beschreibbarer kurzer Risse in Form einer Geraden mit
einem Anstieg von 1/6 abgedeckt (vgl. [94], Bild 4.2).

Von Winderlich e.a. [95] wurde die Gleichung (4.9) auf Laserhdrtungsschichten angewendet. Der
Parameter /area wurde ausgehend von Bruchflichenuntersuchungen mit dem Ergebnis, dass der

Ermiidungsriss stets von interkristallinen Risskeimen an den ehemaligen Austenitkorngrenzen aus-

Varea = ,/%d% [1m)] . (4.12)

Hierin ist d, die ehemalige Austenitkorngréfie. Auch andere experimentelle Untersuchungen an

ging, wie folgt bestimmt:
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4.3 Mittelspannungs- und Eigenspannungseinfluss

»
»

[la]

>

Schwellenwertspannung Ac,, 2

Risswachstum

Rissstillstand

mikrostrukturell kontinuumsmechanisch

kurze Risse lange Risse

>

d

[

a Risslange a ap lg]

Bild 4.2. Kitagawa-Diagramm (in Anlehnung an [93])

gasaufgekohlten Proben unter einer Zugschwellbeanspruchung [96] bestétigen, dass die ehemalige
Austenitkorngrofle und damit die Austenitisierungsbedingungen die Schwingfestigkeitseigenschaften

beeinflussen. Demnach nimmt die Schwingfestigkeit mit zunehmender Austenitkorngréfie ab.

4.2.2 Zugfestigkeit des einsatzgehdrteten Werkstoffes

Die Zugfestigkeit R, des einsatzgehérteten Werkstoffes kann ebenfalls aus der Vickers-Hérte nach
einem Ansatz von Velten [11] bestimmt werden. Dieser basiert auf einer linearen Regression von
zahlreichen Einzelergebnissen aus Zugfestigkeitsversuchen an unterschiedlichen Stéahlen. Der Verlauf

der Zugfestigkeit iiber der Vickers-Hérte wurde dabei in zwei Bereiche eingeteilt.

Ry =3,20- HV — 47 [N/mmﬂ fir HV < 445 (4.13)

Ry =4,02- HV — 374 [N/mmz} fir HV > 445 (4.14)

4.3 Mittelspannungs- und Eigenspannungseinfluss

Die Dauerfestigkeit ist abhéngig von Mittel- und Eigenspannungen. Beispielsweise herrscht infolge
einer Zugschwellbeanspruchung unter der Annahme elastischen Werkstoffverhaltens im Kerbgrund
eine (Zug-)Mittelspannung o,,. Diese verringert im Vergleich zur Wechselfestigkeit o, die dauerfest
ertragbare Spannungsamplitude o 4, wihrend sich die durch das Einsatzhérten entstehenden Druck-
eigenspannungen o schwingfestigkeitssteigernd auswirken. Im Bild 4.3 ist dieser Zusammenhang
im Werkstoff-Haigh-Diagramm (uniaxial) dargestellt. Dabei wird angenommen, dass die Mittel- und

Eigenspannungen die Wechselfestigkeit gleich beeinflussen.

Zur formellen Beschreibung des Mittelspannungseinflusses im Werkstoff-Haigh-Diagramm wird im
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4.3 Mittelspannungs- und Eigenspannungseinfluss

A
On
c, =0,(R=-1) ¢
v=oa(B=-1) * tan(B) =M R=0
GA(R=O,GE) ™
Isn _, (R=0) [
Y 4 >
O oy(R=0,06.) o,(R=0) Oy

Bild 4.3. Mittelspannungs- und Eigenspannungseinfluss im Werkstoff-Haigh-Diagramm

Allgemeinen die Mittelspannungsempfindlichkeit M nach Schiitz [97] verwendet. Diese definiert im
Werkstoff-Haigh-Diagramm die Neigung der Zeit- bzw. der Dauerfestigkeitslinie.

ca(R=—-1)—04(R=0)

M= ca(R=0)

(4.15)

Mit Hilfe der Mittelspannungsempfindlichkeit kann die Amplitude der Dauerfestigkeit fiir Span-
nungsverhéltnisse —1 < R < 0 wie folgt ermittelt werden [93]:

oa=0y— Moy . (4.16)

Fiir davon abweichende Spannungsverhéltnisse ist die Mittelspannungsempfindlichkeit entsprechend
faktoriell anzupassen (vgl. [93,98]). Zur Abschitzung der Mittelspannungsempfindlichkeit M sind
eine Reihe von Vorschligen gemacht worden [93,99]. Nach der FKM-Richtlinie [99] wird die Mittel-
spannungsempfindlichkeit in Abhéngigkeit von der Zugfestigkeit R,, definiert:

R,

M =0,35-
[MPa)

21072 - 0,10 . (4.17)

Eine Darstellung dieser Gleichung zeigt das Bild 4.4. Fiir den im Abschnitt 4.2.1.2 vorgestellten

Wechselfestigkeitsansatz nach Murakami kann ausgehend von der dauerfest ertragbaren Spannungs-

1,43(HV +120) [1— R\®
ot = A3(HV +120) ( R) [N/mmﬂ (4.18)
1 2
(Varea™)

amplitude
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4.4 FEinfluss der Spannungsmehrachsigkeit

1,56(HV +120) /1 — R\
o) = ,56(HV + 10) ( 2R) [N/mmﬂ (4.19)
( area(v))6
a=0,226+HV-107* (4.20)

eine Mittelspannungsempfindlichkeit nach der Gleichung (4.15) wie folgt angegeben werden:
M = exp(0,0693 - HV - 1072 +0,157) — 1. (4.21)

Prinzipiell ist der Einfluss von Eigenspannungen I. Art auf die Dauerfestigkeit mit dem der Mittel-
spannungen vergleichbar. Jedoch bestehen zwischen beiden Spannungen folgende signifikante Unter-
schiede [93]:

e Eigenspannungen kénnen durch die zyklische Beanspruchung selbst verdndert werden. Meist
resultiert ein Eigenspannungsabbau. Dieser kann jedoch bei Dauerfestigkeitsbetrachtungen im

Allgemeinen vernachléssigt werden.

e Eigenspannungen sind aus Gleichgewichtsgriinden nie homogen {iber den Querschnitt verteilt.
Im Fall einsatzgehérteter Bauteile fithren die hohen Druckeigenspannungen in der Randschicht

zu entsprechenden Zugeigenspannungen im Kern des Bauteils.
e Eigenspannungen sind im Gegensatz zu Mittelspannungen nicht reproduzierbar.

Entsprechend kritisch sind experimentelle Untersuchungen zum Einfluss der Eigenspannungen auf
die Wechselfestigkeit zu betrachten.

In Analogie zur Gleichung (4.16) kann die dauerfest ertraghare Spannungsamplitude unter Beriick-

sichtigung von Eigenspannungen I. Art wie folgt ermittelt werden [100, 101]:
oA =0y — Mgog (o =0) . (4.22)

Darin ist Mg die Eigenspannungsempfindlichkeit (Bild 4.4).

4.4 Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit

Gegenstand einer Bauteilfestigkeitsberechnung ist es, die Beanspruchung des Bauteils mit der fiir die
jeweilige Beanspruchungsart (statisch, zyklisch) giiltigen Festigkeit des verwendeten Werkstoffs zu
vergleichen. Diese wird iiblicherweise aus einachsigen Versuchen bestimmt, wihrend die reale Bauteil-
beanspruchung durch einen mehrachsigen Spannungszustand charakterisiert ist. Durch Anwendung
einer fiir den Werkstoff bzw. Werkstoffzustand geeigneten Festigkeitshypothese ist es moglich, den
mehrachsigen Spannungszustand im Bauteil in einen dquivalenten einachsigen Spannungszustand,
charakterisiert durch die Vergleichsspannung o,, zu iiberfithren. Ein Bauteilversagen tritt genau

dann ein, wenn die Vergleichsspannung o, ortlich die Werkstofffestigkeit R iiberschreitet:

oy > R. (4.23)
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Bild 4.4. Mittelspannungsempfindlichkeit nach FKM-Richtlinie [99], Eigenspannungsempfindlichkeit nach
Macherauch e.a. [100]

Die bekannten Festigkeitshypothesen wie die
e Normalspannungshypothese (NH) nach Rankine
e Gestaltdnderungsenergiehypothese (GEH) nach Huber, von Mises und Hencky

wurden fiir den Fall einer statischen Beanspruchung erstellt und experimentell bestétigt. Es ist da-
her zunéchst naheliegend, diese auch bei schwingender Beanspruchung anzuwenden. Dabei muss
beachtet werden, dass die Festigkeitshypothesen nur einen momentanen Spannungszustand beurtei-
len, nicht jedoch seine zeitliche Periodizitéit. Somit kénnen durch sie zyklische Phinomene wie das
Auftreten von phasenverschobenen Beanspruchungen und die damit eventuell verbundene Anderung
der Hauptspannungsrichtungen nicht erfasst werden. Erst durch die Anwendung von Schwingfestig-
keitshypothesen wie die von Dang Van [102], Papadopoulos [103], Crossland [104] oder Sines [105] ist
es moglich, die zeitliche Periodizitit des Spannungszustandes zu beurteilen und damit die genannten
zyklischen Phiinomene quantitativ zu erfassen. Eine Ubersicht der Schwingfestigkeitshypothesen ist
in [106] dargestellt.

4.4.1 Klassische Festigkeitshypothesen
4.4.1.1 Normalspannungshypothese

Die Normalspannungshypothese wird in der Regel zur Beschreibung von makroskopisch sprédem

Werkstoffverhalten verwendet. Der Ermiidungsriss verlauft dabei senkrecht zur gréfiten Normal-
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4.4 FEinfluss der Spannungsmehrachsigkeit

spannung. Fiir die Vergleichsspannungsamplitude nach der Normalspannungshypothese gilt:

Ouw,NH = 01, =max{o; o} miti=1,2, 3. (4.24)

4.4.1.2 Gestaltinderungsenergiehypothese

Nach dieser Hypothese wird die maximale Gestaltinderungsenergie als Maf} fiir die Bauteilbean-
spruchung verwendet. Ublicherweise wird die Gestaltinderungsenergichypothese nur bei duktilen

(verformungsfihigen) Werkstoffen verwendet. Die Vergleichsspannungsamplitude ergibt sich zu

2

1
Ov,GEH = \/j\/(acc,a - Uy,a>2 + (Jy,a —0za)" + (02,0 — ‘ch,a)2 + G(T:%y,a + Ty2z,a + Tz2x,a) . (4.25)

4.4.2 Dang-Van-Schwingfestigkeitshypothese

Das speziell fiir zyklische Beanspruchungen entwickelte Dang-Van-Kriterium [102] reduziert die zeit-
liche Betrachtung aller Spannungskomponenten auf einen Beanspruchungspfad aus Schubspannung
und hydrostatischer Spannung p. Unter Ansatz der Schubwechselfestigkeit 7,, als Versagenskriterium
gilt

max [T(t) + apvp(t)] < Tw, (4.26)

wobei apy eine Materialkonstante darstellt. Zur Bestimmung der Schubspannung ist der Ermiidungs-
prozess auf unterschiedlichen Skalen zu betrachten. Diese sind die makroskopische Skala (Skala 1)
in der Groflenordnung von Millimetern bzw. den iiblichen Elementabmessungen einer FE-Analyse
sowie die lokale mikroskopische Skala (Skala 2) in der GroBenordnung von einigen Korngréen, die
eine Unterteilung der makroskopischen Skala darstellt. Innerhalb der Skala 1 wird das Material als
homogen verteilt angenommen, nicht jedoch innerhalb von Skala 2. Somit unterscheiden sich die an
einem Volumenelement anliegenden makroskopischen Spannungen von den lokalen mikroskopischen
Spannungen innerhalb des Volumenelements. Es gilt:

o (8) = o) (8) + py (1) (4.27)

Darin sind p;; die Komponenten des lokalen mikroskopischen Eigenspannungstensors. Es wird ferner
angenommen, dass die Dauerschwingfestigkeit des Bauteils der Grenzlast fiir ein elastisches Einspie-
len entspricht, d.h., dass sich nach einigen Belastungszyklen ein stabilisierter Eigenspannungszustand
einstellt und anféangliche plastische Dehnungen nicht mehr auftreten. Der gesamte lokale Belastungs-
pfad Ug) (t) befindet sich dann innerhalb einer elastischen Domine, die unter der Annahme einer
Flieibedingung nach von Mises durch eine Hypersphére im Deviatorspannungsraum représentiert
wird [107,108]. Das Zentrum dieser Hypersphére stellt der stabilisierte lokale deviatorische Eigen-
spannungstensor dar. Fiir eine generelle, d.h. nicht-proportionale Beanspruchung folgt fiir dessen

Komponenten:

dev pj; = min {mfux Ja (sgjl-)(t) - devpij>} . (4.28)

dev Pij
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4.4 FEinfluss der Spannungsmehrachsigkeit

Dabei ergeben sich die zeitabhidngigen Komponenten des makroskopischen deviatorischen Span-

nungstensors zu
sy (1) = 037 (1) = 390 ), (4.29)

wobei p(l)(t) die momentane makroskopische hydrostatische Spannung darstellt. Fiir diese gilt:

PO () = L) (4.30)

3 mm
Die Komponenten des lokalen deviatorischen Spannungstensors ergeben sich zu

s (8) = st (1) + dev g (4.31)

Schliellich wird die lokale Schubspannung in der kritischen Schnittebene wie folgt berechnet:

@) gy _ O
7(t) = (0 = 57() 5 50 (4.32)

Darin sind 552) und 552) der grofite bzw. kleinste Eigenwert des lokalen deviatorischen Spannungs-

tensors. Fiir die Schubspannungsamplitude gilt:
T, = max {7(t)} (4.33)

Prinzipiell werden durch die Ermittlung des stabilisierten lokalen deviatorischen Eigenspannungsten-
sors die der zyklischen Beanspruchung iiberlagerten statischen Schubspannungen, welche im Allge-
meinen keinen Effekt auf die Schwingfestigkeit besitzen, eliminiert. Die Eliminierung von statischen
Schubspannungen kann auch durch die Bestimmung eines mittleren bzw. konstanten makroskopi-

schen deviatorischen Spannungstensors (generelle Beanspruchung)

S = win {mtax \/ (83)(0 — s ) (sﬁ-})(t) — s ) } (4.34)
87]]

erfolgen [109,110]. Somit folgt fiir den alternierenden und damit schwingfestigkeitsrelevanten Anteil

des makroskopischen deviatorischen Spannungstensors in Komponentenschreibweise:
A(1 1 1
s = s - s (4.35)

Die momentane Schubspannung wird entsprechend der Gleichung (4.32) berechnet:

a1 ()
t) — t
PR EL i0) )
Eine Vergleichsspannung kann wie folgt bestimmt werden:

ov.ov(t) = 7(t) + apy () < 7 . (4.37)

Das Bild 4.5 zeigt eine grafische Darstellung des Schwingfestigkeitskriteriums nach Dang Van fiir eine
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4.4 FEinfluss der Spannungsmehrachsigkeit

generelle Beanspruchung. Fiir diesen Fall der Beanspruchung ist in [109] eine Ubersicht verschiedener
Algorithmen zur Bestimmung des stabilisierten lokalen deviatorischen Eigenspannungstensors (Glei-
chung (4.28)) sowie des mittleren (makroskopischen) deviatorischen Spannungstensors (Gleichung
(4.34)) gegeben.

»
»

z(t) Ermidung
\T T(t) — TW _ aDV p(’l)(t)
I'(t) v

keine Ermidung

»
»

1
P (t)
Bild 4.5. Grafische Darstellung des Schwingfestigkeitskriteriums nach Dang Van fiir eine nicht-proportionale,
phasenverschobene Beanspruchung

Fiir den Sonderfall der nicht-phasenverschobenen Beanspruchung mit sich nicht &ndernden Haupt-
achsen konnen die Komponenten des stabilisierten lokalen deviatorischen Eigenspannungstensors

und des mittleren makroskopischen deviatorischen Spannungstensors wie folgt angegeben werden:

1) N E))
max s;.’(t) + min s;.’ (¢
dev pj; = s%}m — ij (1) ; 5 () ) (4.38)

Eine nicht-phasenverschobene Beanspruchung liegt allgemein vor, wenn alle Komponenten des Span-

nungstensors wie folgt dargestellt werden koénnen [111]:
0ij = aij + bij £ (1), (4.39)

wobei a;; und b;; Konstanten sind sowie f(t) eine zeitabhéngige Funktion ist. Andern sich die

Hauptachsen nicht, gilt somit:

sPwy o 0 aV 0 0 B 0 o0
o sPe o = 0o &Y o [+ o Y o |fw (4.40)
0 0 s 0 0 a o o0 b

Werden nun die makroskopischen deviatorischen Hauptspannungen sgl), sgl) sowie sgl) als Funktio-

nen der Zeit im Deviatorraum dargestellt, so ergibt sich eine Gerade. Ergéinzend sei an dieser Stelle
darauf hingewiesen, dass sich fiir den Fall der phasenverschobenen Beanspruchung eine Kurve und
fiir den Fall der sich &ndernden Hauptachsen eine Gerade in einem rotierenden Hauptachsenkoordi-

natensystem ergibt.
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4.4 FEinfluss der Spannungsmehrachsigkeit

Zur Bestimmung der Materialparameter 7,, und apy des Dang-Van-Schwingfestigkeitskriteriums
(Gleichung (4.26)) sind Wechselversuche unter Torsion sowie unter Zug-Druck (bzw. Biegung) not-

wendig. Aus der ermittelten Torsionswechselfestigkeit 7, sowie der Wechselfestigkeit o, folgt fiir den

apy =3 (Uw - 1> . (4.41)

Tw 2

Materialparameter apy [112]

Alternativ besteht auch die Moglichkeit der Riickrechnung eines Werkstoff-Haigh-Diagramms. Fiir
diesen Fall gilt:

3

_° 4.42

DV =5 (M) (442)
1

T = (agv 2) o - (4.43)

Eine Gegeniiberstellung der mit den vorgestellten Ansétzen der Mittelspannungsempfindlichkeit
(Gleichungen (4.17) und (4.21)) bestimmten Parameter des Dang-Van-Schwingfestigkeitskriteriums
zeigt die Tabelle 4.1. Dabei wurden der Wechselfestigkeitsansatz von Murakami, eine Hérte von

675 HV und eine Einschlussgrofie von y/area = 25 pm zugrunde gelegt.

Tabelle 4.1. Bestimmung der Parameter des Dang-Van-

M nach FKM- M nach Schwingfestigkeitskriteriums mit verschie-
Richtlinie Murakami denen Ansitzen der Mittelspannungsemp-
findlichkeit
M [] 0,72 0,23
apy [ 3,83 0,44
7 [N/mm?| 1290 468
Tw/ow [] 1,78 0,64

Basis: 675 HV, \/area = 25 ym
Wechselfestigkeit: o, = 725 N/mm?

Die Bestimmung der Parameter des Dang-Van-Schwingfestigkeitskriteriums mit dem Ansatz der
Mittelspannungsempfindlichkeit der FKM-Richtlinie fiihrt demnach zu Verhéltnissen von Schub-
wechselfestigkeit und Wechselfestigkeit, die nicht in Ubereinstimmung mit Literaturdaten sind [93].
Eine Ubereinstimmung mit den Literaturdaten ist jedoch fiir die aus dem bruchmechanischen Wech-

selfestigkeitsansatz von Murakami abgeleitete Mittelspannungsempfindlichkeit gegeben.

Fiir den Wechselfestigkeitsansatz nach Murakami und die aus diesem ableitbare Mittelspannungs-
empfindlichkeit zeigt das Bild 4.6 beispielhaft die dquivalente Auftragung im Dang-Van-Diagramm

anhand einer Zug-Druck-Wechselbeanspruchung bei verschiedenen Spannungsverhéltnissen R.
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Bild 4.6. Dang-Van-Diagramm fiir Wechselbeanspruchungen bei verschiedenen Spannungsverhéltnissen

4.5 Spannungsmehrachsigkeit und Beriicksichtigung von

Eigenspannungen

4.5.1 Kilassische Festigkeitshypothesen

Im vorherigen Kapitel wurden iibliche Festigkeitshypothesen zur Beriicksichtigung einer moglichen
Spannungsmehrachsigkeit einschliefilich deren Anwendungsgebiete vorgestellt. Unter der Vorausset-
zung, dass eine Initilerung des das Bauteilversagen auslésenden Ermiidungsrisses ausschliellich an
der Bauteiloberfliche bzw. in der harten Einsatzhértungsschicht stattfindet, ist die Normalspan-
nungshypothese zur Beschreibung der Bauteilbeanspruchung zu verwenden. Zur Beachtung des in

der Regel mehrachsigen Eigenspannungsfeldes wird folgender pragmatischer Ansatz vorgeschlagen:

e Bildung von Wertepaaren der Hauptspannungsamplituden sowie zugehoriger Eigenspannungen
{0a,i;0E,:} und

e Mittelspannungsbewertung der sich ergebenden Wertepaare und damit Bestimmung der ver-

sagenskritischen Hauptspannungsrichtung.

4.5.2 Dang-Van-Schwingfestigkeitshypothese

Eigenspannungen sind statische Spannungen und besitzen somit keinen Einfluss auf die Schubspan-
nung 7(t). Ausschlieflich der hydrostatische Spannungszustand wird durch die Eigenspannungen
verdndert. Somit folgt aus der Gleichung (4.26) mit dem hydrostatischen Anteil des Eigenspan-
nungstensors pg:

max [T(t) + apv(p(t) + pE)] < Tw - (4.44)
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4.6 Ubertragbarkeit

Als Ausgangsgrofien zur rechnerischen Abschitzung der Bauteilschwingfestigkeit werden Werkstoff-
und Bauteilkennwerte (Abschnitt 4.2) verwendet, die an ungekerbten Proben, gekerbten Proben oder
dhnlichen Bauteilen ermittelt wurden. Zur Bauteilauslegung sind die Werkstoffkennwerte in geeig-
neter Art und Weise auf das Bauteil zu iibertragen. Diese Ubertragbarkeit unterliegt verschiedenen
GroBeneinflussmechanismen. Nach Kloos [113] konnen diese in den technologischen, oberflichentech-

nischen, spannungsmechanischen sowie statistischen Grofleneinfluss unterteilt werden.

Der Einfluss der Bauteilgrofie und des Spannungsgradienten kann sowohl mit dem statistischen
Grofleneinfluss, als auch in der klassischen Weise auf der Grundlage des spannungsmechanischen
Grofleneinflusses abgeschétzt werden. Selbstversténdlich darf bei der Dauerfestigkeitsabschitzung
entweder die eine oder die andere Methode verwendet werden. Im Konzept der vorliegenden Arbeit
ist der statistische Grofleneinfluss verwendet worden, da er allgemeine Giiltigkeit besitzt, wihrend der
spannungsmechanische Grofleneinfluss nur fiir Bauteile anwendbar ist, die den Probengeometrien,

die fiir seine Ableitung verwendet wurden, dhnlich sind (vgl. Abschnitt 4.2.1.1).

4.6.1 Oberflichentechnischer GréBeneinfluss

Der Einfluss der Oberflaichentopografie wird durch empirisch abgeleitete Abminderungsfaktoren be-
riicksichtigt. Im Bild 4.7 sind die von Siebel und Gaier [114] abgeleiteten Zusammenhénge zwischen
der Dauerfestigkeit und der Rauhtiefe R; (nach DIN 4762/08.60 [115]) dargestellt, wobei auf die

mathematische Formulierung von Hiick e.a. [116] zuriickgegriffen wurde:

0.64 0.53

Fo=1-022-(1g(Ry)) " -lg(Rp) +0.45 - (1g(Ry)) (4.45)

Diese Formulierung gestattet die Ableitung eines Abminderungsfaktors Fp in Abhéngigkeit von der
Rauhtiefe R; und der Zugfestigkeit des Werkstoffes R,,,. Die Rauhtiefe R; ist dabei identisch mit der
Gesamthohe des Rauheitsprofils Rt nach DIN EN ISO 4287 [117].

In der FKM-Richtline [99] ist ein Abminderungsfaktor Fpp als Funktion von gemittelter Rauhtiefe
R, (nach DIN 4768 [118]) und Zugfestigkeit des Werkstoffes R,,, angegeben:

Fo=1 fiir polierte Bauteile (4.46)
2-Rpy,
Fo=1—agr,-lg <RZ> g <R> fiir Normalspannung (4.47)
' 22t Rm, N, min
2-R,
Fo=1—-fw.-aprs-lg <RZ> g (R) fiir Schubspannung . (4.48)
pm Rm, N, min

Fiir Stahl gilt: ar, o = 0.22, Ry, N, min = 400 MPa und fy,» = 0,577.

Die Wirkung von schwingfestigkeitsrelevanten Bearbeitungseigenspannungen bleibt bei einsatzgehérte-
ten Bauteilen unberiicksichtigt, da die im Warmebehandlungsprozess erreichten Temperaturen iiber
denen eines Spannungsarmgliihens liegen. An dieser Stelle wird daher auf die Literatur [119] verwie-

sen.
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Bild 4.7. Oberflichenfaktor nach Siebel und Gaier [114]

4.6.2 Statistischer GroBeneinfluss - Fehlstellenmodell

Die Lebensdauer eines zyklisch beanspruchten Bauteils wird mafigeblich durch Defekte, Mikrorisse,
Einschliisse sowie Inhomogenitéiten des Werkstoffs beeinflusst. Diese werden den Modellvorstellun-
gen entsprechend als statistisch im Werkstoff verteilte Fehlstellen mit lokaler Beanspruchung und
somit als Risskeime interpretiert. Der grofite vorhandene Risskeim fithrt im Verlauf der zyklischen

Beanspruchung zur Bildung eines ausbreitungsfdhigen Ermiidungsrisses.

Entsprechend den Modellannahmen des statistischen Grofieneinflusses ist die Wahrscheinlichkeit des
Auftretens groflerer Fehlstellen um so héher, je grofier das hochbeanspruchte Volumen des Werkstoffs
ist. Somit ist es moglich, die geringere Lebensdauer grofler Bauteile im Vergleich mit kleineren

Bauteilen, trotz geometrischer Ahnlichkeit, zu erkliren [120].

Das Modell des statistischen Grofleneinflusses kann basierend auf der von Weibull urspriinglich zur
Beschreibung der streuenden Zugfestigkeit sproder Werkstoffe verwendeten Verteilungsfunktion [121]
beschrieben werden. Der theoretische Nachweis fiir die Richtigkeit dieser Vorgehensweise wurde
ausgehend von der statistischen Theorie der Extremwerte durch Gumbel [122] und Freudenthal
[123] erbracht, der experimentelle Nachweis im Wesentlichen durch Heckel und seine Mitarbeiter
(120, 124-127].

Fiir das Ermiidungsverhalten eines zyklisch beanspruchten Bauteils ist nicht die Gréflenverteilung der
Fehlstellen, sondern die Verteilung der grofiten Fehlstellen von Bedeutung. Diese Feststellung fithrt
somit zu einer Extremwertverteilung. Von Gumbel [128] werden drei Funktionen, ,FExponential®,
,Pareto“ und , Limited“, angegeben, die sich zur Ableitung von Extremwertverteilungen besonders
bew#hrt haben.
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Gemif} der Funktion Pareto gilt fiir die Verteilung der grofiten Fehlstellen in bezogener Darstellung

[120,129]:
Fola) =1— (a) " (4.49)
ao
Die Variable a charakterisiert die Linge des Initialrisses und damit die Schéirfe der Fehlstelle. Allge-
mein gibt die Gleichung (4.49) die Wahrscheinlichkeit an, dass ein Riss in einem bestimmten Werk-
stoffvolumen nach einer gewissen Anzahl von Schwingspielen kleiner als a ist. Uber eine Grenzwert-

betrachtung kann die Groflenverteilung der Fehlstellen in einem Volumenelement Vfy des Werkstoffes

F0)(g) = exp [— (a> c] . (4.50)

Qy

wie folgt dargestellt werden:

In dieser auch als zweiparametrige Weibull- Verteilung bekannten Verteilungsfunktion ist a, die Be-

zugsrissldnge und c ein die Streuung charakterisierender Parameter. Wird ein beliebiges Volumen
V1 = ZVE) (4.51)

betrachtet, so kann unter Anwendung der Produktregel der Wahrscheinlichkeitsrechnung die Vertei-

lung der grofiten Fehlstellen im Volumen V) wie folgt angegeben werden:
FOO(a) = TTF) (a) = () 4.52
@ =ITF" @ =qew |- (5 (4.52)

. <;v> ] , (4.53)

Voraussetzung fiir diese Vorgehensweise ist jedoch, dass sich die Verteilungen der Fehlstellen in den

= exp

Teilvolumina nicht gegenseitig beeinflussen.

Werden die Fehlstellen im Werkstoff als kontinuumsmechanisch beschreibbare kurze Risse interpre-
tiert, so ist nach dem Kj;-Konzept der linear-elastischen Bruchmechanik ein Risswachstum infolge
einer zyklischen Beanspruchung nicht moglich, solange der zyklische Modus I Spannungsintensitéts-
faktor AK; den Schwellenwert des zyklischen Spannungsintensitiatsfaktors A K;y, nicht tiberschreitet.
Fiir die zyklische Spannung, unterhalb der ein Rissfortschritt nicht méglich ist, gilt:

_ AKy

A )
7 Y.ma

(4.54)

Wird die Gleichung (4.50) wie folgt erweitert

FM)(a) = exp [— (g) _21 : (4.55)

so folgt unter Beriicksichtigung der Gleichung (4.54)

AK —2c
FYM)(Ag) = exp —(th> ] . (4.56)
YAo/Ta,
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Mit der Einfithrung des neuen Parameters k = 2¢, des sogenannten Weibull- Exponenten, sowie der

Schwingbreite der Wechselfestigkeit o,

Aoy = (4.57)

lautet die Gleichung (4.56)
Ao\
(Vo) — _
FY(Ao) = eXp[ < J(Vo)> ] (4.58)

bzw., in Amplitudenschreibweise,

FM)(g,) = exp [ ( C(I‘io)> ] . (4.59)

w

Die Gleichung (4.58) kann als Verteilungsfunktion der Wechselfestigkeit interpretiert werden und
gibt die Wahrscheinlichkeit dafiir an, dass die grofite im Werkstoffvolumen Vj auftretende zyklische
Spannung kleiner als A ist und, unter der Voraussetzung, dass AK; < AKyy, dass diese Spannung
keine Rissausbreitung bewirkt (vgl. [129,130]). Es ist daher moglich, anstatt der Verteilungsfunktion

eine Uberlebenswahrscheinlichkeit Py; wie folgt einzufiihren:

P (5,) = exp [— (ﬁ) ] . (4.60)

Diese Gleichung besitzt nur Giiltigkeit fiir ein homogen beanspruchtes Werkstoffvolumen Vj mit orts-
unabhéngiger Wechselfestigkeit. Zur Betrachtung einer inhomogenen Spannungsverteilung, wie sie
beispielsweise durch konstruktionsbedingte Kerben hervorgerufen wird, sowie einer im Fall einsatz-
gehirteter Bauteile zusétzlich auftretenden inhomogenen Wechselfestigkeits- und Eigenspannungs-
verteilung, ist zundchst das Werkstoffvolumen gedanklich in Teilvolumina mit anndhernd konstanter

Beanspruchung und Wechselfestigkeit zu unterteilen. Ein Teilvolumen V; besitzt die Uberlebens-

Vi oM "
-7 ((75”%)) ] . (4.61)

Da die verschiedenen Teilvolumina V; voneinander unabhiingig sind, kann die Uberlebenswahrschein-

wahrscheinlichkeit

Vi) ( (Vi) _
PU (0( ))—exp

a

lichkeit des Gesamtvolumens V unter Anwendung der Produktregel der Wahrscheinlichkeitsrechnung

wie folgt bestimmt werden:

v Vi f
P (oa) = [T PY7 (o) (4.62)
14
k NG
=L exp —“:; <U‘(1Vi)> ] i=1,2.. k. (4.63)
i=1 Ow

Stellt nicht das Volumen, sondern die Oberfliche den Ausgangsort eines Ermiidungsrisses dar, gelten

die fiir das Volumen gemachten Ausfithrungen analog [14, 131], so dass die Uberlebenswahrschein-
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4.7 Ermittlung der Bauteildauerfestigkeit

lichkeit der Oberfliche A wie folgt angegeben werden kann:

P (0q) = [] P (04) (4.64)
A

k (A)\ "
Ai Oa .
:ilzllexp —A—O (U&Ai)> ] 1=1,2...k. (4.65)

Alle bisherigen Ausfithrungen haben sich auf eine einachsige Beanspruchung bezogen. Das formale

Vorgehen zur Beriicksichtigung mehrachsiger Beanspruchungs- und Eigenspannungszustédnde ist in
den Abschnitten 4.4 und 4.7 ausfiihrlich dargestellt.

4.7 Ermittlung der Bauteildauerfestigkeit

Aus der inhomogenen Festigkeits- und Eigenspannungsverteilung im einsatzgehérteten Bauteil folgt,
dass, unabhéngig vom Beanspruchungszustand, Ausfallwahrscheinlichkeiten P4 in Abhangigkeit von
der dufleren Beanspruchung getrennt fiir das Bauteilvolumen V und die Bauteiloberfliche A zu
berechnen sind. Die Gesamtiiberlebenswahrscheinlichkeit des Bauteils Pp; ergibt sich dann aus dem
Produkt der Uberlebenswahrscheinlichkeiten Pj; von Bauteilvolumen V' und Bauteiloberfliche A. Es
gilt:

Py = P(?].V) P(.(JA) —(1-Py(1-PP). (4.66)

Die Bauteildauerfestigkeit Sp ist wie folgt definiert:
Sp = S(PU(50 %)) . (4.67)

Im Folgenden wird die Berechnung der Ausfallwahrscheinlichkeiten des Volumens und der Ober-
fliche des Bauteils aufgezeigt. Aufgrund der quantitativ richtigen Erfassung zyklischer Phénomene
(Abschnitt 4.4) sowie der Eigenspannungen (Abschnitt 4.5) wird dabei der Einfluss der Spannungs-
mehrachsigkeit ausschliefflich in Form der Dang-Van-Schwingfestigkeitshypothese beriicksichtigt.

4.7.1 Volumen-Ausfallwahrscheinlichkeit

Unter Annahme eines homogen beanspruchten Bezugsprobenvolumens Vj gilt fiir die Ausfallwahr-

scheinlichkeit P4 eines Volumenelementes V; des Bauteils:

V) \ "

Vi Vi | %u,pv
PY =1 —exp -7 | = (4.68)
Tw

Die Wendestelle (charakteristischer Lebensdauerwert) der Weibull-Verteilungsfunktion liegt bei P4 =
63,21 %, so dass fiir P4 = 50,00 % folgt:

()
1% v
P =1-9 "\ ") (4.69)
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4.7 Ermittlung der Bauteildauerfestigkeit

Folglich gilt fiir die Uberlebenswahrscheinlichkeit eines Volumenelements:

\ %] ( (VB)V) i
, % | T
P =2 "\ (4.70)

v

Die Schubwechselfestigkeit des Volumenelementes 7, wird entsprechend der Gleichung (4.43) ermit-

w

telt und ergibt sich wie folgt:

oV
V) = 2DV 4~ 500 (4.71)
3 2
Fiir die Ausfallwahrscheinlichkeit des Bauteilvolumens Pjgv) gilt:
Py =1-T[ P (4.72)
1%

4.7.2 Oberflaichen-Ausfallwahrscheinlichkeit

In Analogie zur Gleichung (4.69) gilt fiir die Ausfallwahrscheinlichkeit P4 eines Oberflichenelementes

A; unter Annahme einer homogen beanspruchten Oberfliche der Bezugsprobe Ag

( f,,zs’v) "
) A (Ag)
pA) 19 P\ . (4.73)

Unter Beriicksichtigung des oberflichentechnischen Grofleneinflusses ergibt sich die Schubwechselfe-

stigkeit eines Oberflichenelementes T&Ai) zZu

o)
T&Ai) =Fp gV 4 5 0-1(0141') . (474)

Die Ausfallwahrscheinlichkeit der Bauteiloberfliche Pf(‘A) wird dann wie folgt berechnet:

P =1-T[ P (4.75)
\%4

4.7.3 Bestimmung einer statistischen Stiitzziffer

Mit dem beschriebenen Verfahren zur Bauteildauerfestigkeitsabschéitzung basierend auf ortlichen
Ausfallwahrscheinlichkeiten P4 ist es nicht moglich, direkt den Einfluss des statistischen Gréfienein-

flusses in Form einer statistischen Stiitzziffer ng abzuschitzen.

Durch den Bruch @
7
)
n® = DV (4.76)
o)
w
ist der lokale Auslastungsgrad n der Schubwechselfestigkeit fiir die Stelle ¢ gegeben, der die ortli-
che Vergleichsspannungsamplitude US)Z)DV der lokalen Schubwechselfestigkeit 7'15,1 ) gegeniiberstellt. Die

versagenskritische Stelle & ist durch den Ort des Maximums der lokalen Auslastungsgrade bestimmt.

62



4.7 Ermittlung der Bauteildauerfestigkeit

Es gilt:
n*) = maxn® . (4.77)

Gilt fiir die Stelle k&
n(k) =1, (478)

so ist die Bauteildauerfestigkeit S, bestimmt.

Durch die Gegeniiberstellung der rechnerischen Bauteildauerfestigkeiten Sp und S, kann die stati-

stische Stiitzziffer ng in der Form

_5p

Nst = Sn (479)

abgeleitet und damit der Anteil des statistischen Grofleneinflusses an der Dauerfestigkeit von Bau-

teilen mit inhomogener Festigkeits- und Eigenspannungsverteilung ermittelt werden.
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5 Implementation in das FE-Programm ABAQUS

5.1 Subroutine-System ANTRI

Zur Simulation des Einsatzhértens und zur Abschiatzung der Dauerfestigkeit einsatzgehérteter Bau-
teile wurde in dieser Arbeit das Subroutine-System ANTRI fiir das FE-Programm ABAQUS [132]
entwickelt. Eine Ubersicht dieses Systems zeigt das Bild 5.1.

Bauteildauerfestigkeit

Eigenspannungsverteilung

Phasenverteilung

Kohlenstoffverteilung

ANTRI

ABAQUS

Bild 5.1. Ubersicht des Subroutine-Systems ANTRI

ANTRI verwendet die ABAQUS-interne FORTRAN-Schnittstelle. Es ist verwendbar fiir die Ana-
lyse axialsymmetrischer als auch dreidimensionaler Bauteile. Alle in den verschiedenen Subroutinen
verwendeten Groen beziehen sich auf die Elementintegrationspunkte (Gausspunkte), wodurch eine
weitgehende Trennung der Elementformulierung von der Formulierung des beriicksichtigten Stoffge-

setzes erreicht wird.

Das entwickelte Subroutine-System ANTRI unterscheidet sich von kommerziell verfiigbaren FE-
Programmen zur Warmebehandlungssimulation, aber auch von FE-Postprozessoren zur Lebensdau-
ersimulation durch seinen modularen Aufbau und die damit verbundene hohe Flexibilitdt in Bezug

auf den Austausch verschiedener Modellansétze, z.B. zu Validierungszwecken.

Der Ergebnisaustausch innerhalb des Subroutine-Systems ANTRI basiert auf dem ABAQUS-Stan-
dard Result File. Dies setzt voraus, dass die betreffenden Ergebnisse als Temperaturen der FE-
Knoten hinterlegt sind. Durch ebenfalls in dieser Arbeit entwickelte Interface-Programme werden die
betreffenden Ergebnisse zunéchst extrahiert und als fiktive Temperaturen in einem neuen ABAQUS-
Standard Result File abgespeichert. Dieses ABAQUS-Standard Result File wird dann in der nach-

folgenden Teilanalyse zum Ergebnisimport verwendet.
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5.2 Simulation des Einsatzhértens

5.2 Simulation des Einsatzhartens

5.2.1 Allgemeine Bemerkungen

Im Bild 5.2 sind die Teilanalysen der Simulation des Einsatzhéirtens sowie die dabei beriicksichtigten
Interaktionen (Abschnitt 3.1) dargestellt.

Dc=f(T,Cc) C C:l TProzesszf(t)
Cc,o Cc Prozess=1(t)
Diffusionsanalyse
A 4
Ts=f(cc,LE)
= _ Phasentrans- =
=] ATUeelEG) | formations- - =
8 | 8
TProzesszf(t) analyse :
a=f(T,r) = A:
5 — ~ =i
ﬂ = = = o
v s = ! \ 4
Thermische Analyse ) E'ger;‘;?;:: ngs-
a(r,
4. _________________
y
U T(r )t U
p,ce A=f(cc,LE,T,V¥) cY.H,c=fE(chg,x$;;
v=f(T)
e"=f(ce, V)

Bild 5.2. Teilanalysen und beriicksichtigte Interaktionen (in Anlehnung an [5]); gestrichelt dargestellte In-
teraktionen werden innerhalb von ANTRI vernachléssigt

Ausgangspunkt der Gesamtanalyse stellt selbstversténdlich die Diffusionsanalyse dar. Die Simulation
des sich anschliefenden Abschreckens bzw. Anlassens stellt ein gekoppeltes thermometallurgisches-
thermomechanisches Problem dar. Bei der Implementation in ABAQUS wurde vorerst der Weg
verfolgt, die Beeinflussung des Phasentransformationsverhaltens und des Temperaturfeldes durch
den Spannungszustand (Abschnitt 3.1, Bild 3.1) zu vernachléssigen und das thermometallurgische-
thermomechanische Gesamtproblem in zwei Teilprobleme zu zergliedern (vgl. [133]). Folglich schlie-
Ben sich an die Diffusionsanalyse eine thermische Analyse und eine Phasentransformationsanalyse
an, die miteinander gekoppelt sind, und auf deren Ergebnissen dann abschlieflend die Eigenspan-

nungsanalyse basiert.

Die in den Teilanalysen beriicksichtigten Werkstoffkennwerte und Randbedingungen sind im Anhang
A dargestellt. Zur Definition der thermophysikalischen Werkstoffkennwerte wird dabei auf empiri-
sche Beziehungen zuriickgegriffen, die neben dem generellen Einfluss der Temperatur sowohl den
Gehalt der Legierungselemente (nicht im Fall des Diffusionskoeffzienten) als auch den des Koh-
lenstoffs beriicksichtigen. Die thermomechanischen Werkstoffkennwerte der verschiedenen Phasen

werden hingegen in Abhéngigkeit von der Temperatur und des Kohlenstoffs basierend auf Messer-
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5.2 Simulation des Einsatzhértens

gebnissen definiert. Das Phasentransformationsverhalten wird anhand der im Abschnitt 3.2.3 vorge-
stellten analytischen ZTU-Daten definiert. Gleiches gilt fiir die innerhalb der Phasentransformation

zu beriicksichtigenden Umwandlungswérmen.

5.2.2 Diffusionsanalyse

In den Bildern 5.3 und 5.4 ist der Ablauf der Diffusionsanalyse fiir das Gas- und Niederdruckauf-
kohlen dargestellt. Der wesentliche Unterschied in der Modellierung beider Aufkohlungsverfahren
besteht im Ansatz der Randbedingungen bei der Losung der partiellen Differentialgleichung des

Konzentrationsfeldes.
Bauteilgeometrie
T=f(t,)
Diffusionsanalyse Dc=f(cc,T
Benutzerdefiniertes Gasaufkohle)r,\ c=fleeT)
Input File l
- Legierungszusammensetzung
- Kohlenstoffpegel f(t:) » DFLUX |« » ABAQUS |, ABAQUS-Standard
- Stoffuibergangskoeffizient | I Input File
A 4
ABAQUS-Standard
Result File .| Interface
- C-Konzentration vs. Zeit Programm
- Temperatur vs. Zeit l

ABAQUS-Standard
Result File
- C-Konzentration als
fiktive Temperatur

Bild 5.3. Implementation des Gasaufkohlens

Im Fall des Gasaufkohlens wird auf eine Randbedingung 3. Art zuriickgegriffen. Diese ist in Form der
User-Subroutine DFLUX basierend auf der Gleichung (3.16) implementiert worden. Die dazu néti-
gen Eingaben wie Legierungszusammensetzung, zeitlicher Verlauf des Kohlenstoffpegels sowie der
Stoffiibergangskoeffizient der Aufkohlungsatmosphére werden zu Beginn der Analyse iiber ein be-
nutzerdefiniertes Input File eingelesen. Zur Beriicksichtigung des Einflusses der Legierungselemente

wird der Kohlenstoffpegel entsprechend der Gleichung (3.11) korrigiert.
Aufgrund der hohen Kohlenstoff-Massenstromdichte wihrend der Aufkohlungszyklen der Nieder-

druckaufkohlung kann das zugehorige Konzentrationsfeld unter Beriicksichtigung einer Randbedin-
gung 1. Art gelost werden (Gleichung (3.10)). Die dabei zu beriicksichtigende Kohlenstoffkonzen-
tration entspricht der Séttigungskonzentration des Einsatzstahles (Gleichung (3.27)). Der sich an
dem jeweiligen Aufkohlungszyklus anschlieBende Diffusionszyklus wird unter Beriicksichtigung einer
Randbedingung 2. Art (Gleichung (3.14)) modelliert.

Im Fall beider Aufkohlungsverfahren wird die Kohlenstoffgrundkonzentration des Einsatzstahles iiber

die Definition einer Anfangsbedingung (Gleichung (3.9)) beriicksichtigt.

Das berechnete Kohlenstoff-Konzentrationsfeld im Bauteil stellt den Ausgangspunkt der sich an-
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Bauteilgeometrie
T=A(1)
Co,sat=f(LE)
Diffusionsanalyse Dc=f(cc,T)
Niederdruckaufkohlen l
ABAQUS ABAQUS-Standard
— Input File
A4
ABAQUS-Standard ABAQUS-Standard
Result File R Interface R Result File
- C-Konzentration vs. Zeit Programm - C-Konzentration als
- Temperatur vs. Zeit fiktive Temperatur

Bild 5.4. Implementation des Niederdruckaufkohlens

schliefflenden, miteinander gekoppelten thermischen Analyse und Phasentransformationsanalyse dar.
Ein Interface-Programm extrahiert zunéchst die im Result File als FE-Knotenergebnisse vorliegenden
Kohlenstoffkonzentrationen und hinterlegt diese als fiktive Temperaturen der FE-Knoten in einem
neuen Result File, wodurch ein Einlesen und damit eine Beriicksichtigung innerhalb der gekoppelten

thermischen Analyse und Phasentransformationsanalyse ermoglicht wird.

5.2.3 Thermische Analyse und Phasentransformationsanalyse
5.2.3.1 Alligemeine Bemerkungen

Im Bild 5.5 ist der Ablauf der gekoppelten thermische Analyse und Phasentransformationsanalyse
dargestellt. Damit die Umwandlungswarmen beriicksichtigt werden konnten, ist diese basierend auf

der User-Subroutine HETVAL implementiert worden.

Ausgangspunkt der gekoppelten thermischen und Phasentransformationsanalyse ist das FE-Modell
der Diffusionsanalyse. Im jeweiligen ABAQUS-Standard Input File sind die thermophysikalischen
Materialeigenschaften in Abhéngigkeit von der Legierungszusammensetzung, vom Kohlenstoffgehalt
sowie von der Temperatur definiert. Zusétzlich zu den genannten Abhéngigkeiten wird zwischen den
moglichen Phasen unterschieden. Vereinfachend wird dabei nur zwischen Austenit (V(l)) und Ferrit
(V(z)) unterschieden, d.h. Ferrit (V(z)), Perlit (V(S)), Bainit (V(4)) und Martensit (V(5)) besitzen

gleiche thermophysikalische Materialeigenschaften. Dabei gelten die linearen Mischungsregeln:

5 5
priae =3 0P (Tea) ik, = 0O (Tead) Vik, + 02 (Tiean) S ViEL, (5.1)
k=1 k=2
° k 1 >
AitAt = Z AR (T ar) Vt(+)At = )\(1)(Tt+At)Vt(+)At + ATy nr) Z Vt(+)At (5.2)
k=1 k=2
° k 1 SN
Cpt+At = Z Cﬁ,k) (Tt+At)Vt(+)At = CI(,l)(TtJrAt) Vt(+)At + 01(72) (Tivat) Z Vt(+)At : (5.3)

i
[N}

k=1

Die Hartetemperatur wird als Anfangsbedingung entsprechend Gleichung (3.35) und der konduktive
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Benutzerdefiniertes
Input File
- Legierungszusammensetzung
e omrofe FE-Modell Diff.-Analyse
Thermische Analyse thermische Randbed.
v und p,Cp A=f(Co,LE, T,V¥)
) Phasentransformationsanalyse o=f(T,r)
Transformationsverhalten
Ts=f(ce,LE) » HETVAL [e— l
ZTU-Kurven f(cc,LE,G)
Y | ABAQUS-Standard
1 [ UsDFLD |+ ABAQUS ¢ Input File
ABAQUS-Standard Result
File :
- C-Konzentration als
fiktive Temperatur ABAQUS-Standard
Result File Interface
- Phasen vs. Zeit Programm
- Temperatur vs. Zeit
- Vickers-Harte vs. Zeit l

ABAQUS-Standard
Result Files
- Phasen als fiktive Tem-
peraturen vs. Zeit
- Temperatur vs. Zeit
- Vickers-Harte als fiktive
Temperatur

Bild 5.5. Implementation der thermischen Analyse und der Phasentransformationsanalyse

Wirmeiibergang iiber eine Randbedingung 3. Art nach Gleichung (3.40) definiert.

Zur Definition des Transformationsverhaltens werden desweiteren zu Analysebeginn das Kohlenstoff-
konzentrationsfeld, die Legierungszusammensetzung, die Austenitkorngrofle sowie die latenten War-
men der moéglichen Phasen entsprechend Bild 5.5 eingelesen. Das in einem ABAQUS-Standard Result
File hinterlegte Kohlenstoff-Konzentrationsfeld wird dabei als Anfangsbedingung (INITIAL CON-
DITION, TYPE=FIELD) im ABAQUS-Standard Input File deklariert.

ABAQUS steuert die globale Losungsprozedur der thermischen Analyse und stellt fiir jedes Ana-
lyseinkrement die zur Berechnung der Phasenkomposition bendtigten Werte fiir das Temperaturin-
krement AT, die Temperatur am Ende des Analyseinkrementes Ty A, den Zeitschritt At sowie die
Zeit am Ende des Analyseinkrementes ¢ + At an den Elementintegrationspunkten zur Verfiigung.
Die im Analyseinkrement fiir den jeweiligen Elementintegrationspunkt berechneten Volumenanteile
des Austenits (V(l)), des Ferrits (V(Q)), des Perlits (V(S)), des Bainits (V(4)) und des Martensits
(V(5)) sowie die aus der berechneten Phasenverteilung am Ende der Warmebehandlung resultierende
Verteilung der Vickers-Hérte werden als ,,solution dependent state variables® (SDV) im ABAQUS-
Standard Result File gespeichert. Zusétzlich werden alle berechneten Volumenanteile mittels der
User-Subroutine USDFLD als ,field variables® (FV) definiert, womit fiir die jeweilige Tempera-
tur die kohlenstoff- und phasenkompositionsabhéngigen thermophysikalischen Materialeigenschaften

entsprechend den Gleichungen (5.1) bis (5.3) bestimmt werden.

Die berechnete Phasenkomposition zum jeweiligen Zeitpunkt ¢ bildet die Grundlage der sich anschlie-

Benden Eigenspannungsanalyse, die berechnete Anlasshiirte bildet eine Eingangsgrofie der Dauerfe-
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stigkeitsanalyse (Abschnitt 5.3). Ahnlich der Diffusionsanalyse werden daher iiber ein Interface-
Programm die betreffenden FE-Knotenergebnisse des ABAQUS-Standard Result Files (V(l), V@),
Ve, v yve) g V) zunéchst extrahiert und als fiktive Temperaturen der FE-Knoten in neu er-
stellten ABAQUS-Standard Result Files hinterlegt.

5.2.3.2 Implementation der diffusionsgesteuerten Umwandlungen

Zur Berechnung der Volumenfraktionen der diffusionsgesteuerten Umwandlungen basierend auf der
Avrami-Gleichung in Verbindung mit der Additivitétsregel (Gleichungen (3.48),(3.52),(3.59)-(3.61))
gilt allgemein fiir die Phase k (vgl. [3,7]):

et

L)
V8, = (V) (1 4 ) (1_e—bi’“)<Té’“)+At>f ) | (5.4)

(k)

Die Umwandlungszeit 7, ergibt sich dabei zu:

1
1) &)
S _ | _ Vi (k)y—1| ™
k [m<1<wwwm“+ww>“t)] | >

Alternativ besteht die Moglichkeit der numerischen Integration der gewthnlichen Differentialglei-

chungen (3.64) und (3.65). Die Transformationsraten werden dazu zunéchst abweichend von den
Gleichungen (3.62) und (3.63) wie folgt definiert:

_ N —2(1=-v*) 3 () T
ar® £ = AT eep(—qurTy 720 (1- V)2V 5.
a7V N f(C, Mn, Si, Ni, Cr, Mo, G) '
_ 0.4 (1-V5) ) 0T
AV _ vy = AT ep(-Q/RT)V S (e ) (5.7
Cdt f(C, Mn, Si, Ni, Cr, Mo, G) '

Erfolgt die numerische Integration explizit, wird als Integrationsverfahren ein Runge-Kutta-Verfah-

ren 4. Ordnung [134] angewendet. Die Verfahrensgleichung lautet

k)

Vii)m V§ t3 (81 + 252 + 253 + 54) (5.8)
mit
851 = Atf(t,V,Ek))
s9 = Atf(t n %,Vﬁk) + %)
o= Atf(t+ ST 1 2)

54 = Atf(t TN .93) .
Fiir die Volumenfraktion der Phase k gilt dann

Vi = (V) (i + v T, (5.9)
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Als weiteres numerisches Integrationsverfahren wurde das implizite Euler-Verfahren implementiert.

Die Verfahrensgleichung lautet
—(k —(k —(k
V=V L Atf(t+ AL T, (5.10)

Um die Volumenfraktion Vﬂ?m zu bestimmen, wird das Newton-Raphson-Verfahren zur Lésung der

aus der Gleichung (5.10) resultierenden nichtlinearen Gleichung
0=FV") =VW,, -V — Atf(t+ At Ty (5.11)

angewendet. Mit ¢ als Iterationsindex gilt dabei

)17 (k)
i+1)77(k i)k F(OV
( +1)V§+)At = )Vz(€+)At - /( (i)t(;)m) (5.12)
F/(OV )
N AT _T® _ Ap (o A O R
= OFH,, - At flt+ o rea) (5.13)

1= Atf/(t+ At OV A

bis der Betrag ‘(”1)7&)& — (i>7§ﬁ)m\ geniigend klein ist (10™*). SchlieBlich wird die Volumenfrak-

tion der Phase k mit der Gleichung (5.9) ermittelt.

Wesentlicher Unterschied beider numerischer Integrationsverfahren ist der maximal moégliche Zeit-
schritt At;,q.. Wéhrend beim expliziten Integrationsverfahren zum Erreichen einer hohen Genau-
igkeit sehr kleine Zeitschritte (Atpqe < 0,1 s) erforderlich sind, erlaubt das implizite Integrati-
onsverfahren bei gleicher Genauigkeit deutlich hohere Zeitschritte (At < 5 8). Da der maxima-
le Zeitschritt der thermischen Analyse im Allgemeinen von vergleichbarer Grofle ist, erfordert die
Verwendung des impliziten Integrationsverfahrens somit keine Anpassung beider Zeitschritte, was

insbesondere bei sehr langen Abkiihlzeiten von Bedeutung ist.

5.2.3.3 Implementation der diffusionslosen martensitischen Umwandlung

Die diffusionslose martensitische Umwandlung ist lediglich abhingig von der Temperatur und nicht
vom bereits umgewandelten Volumenanteil des Martensits (vgl. Abschnitt 5.2.3.2). Unter diesen

Voraussetzungen gilt explizit:

Vilh = (V1 4 V) (1 = e 00 (Vs Teran)) (5.14)

5.2.3.4 Beriicksichtigung von Transformationswdrmen

Die wiahrend der Phasentransformation freigesetzte Wirme wird wie folgt bestimmt:

5
AQriar =Y 1WAV, . (5.15)
k=2
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5.2 Simulation des Einsatzhértens

Diese Vorgehensweise ist giiltig fiir alle diffusionsgesteuerten Umwandlungen. Die martensitische
Transformation ist jedoch allein abhéingig von der Temperatur. Bleibt diese Temperaturabhéngig-
keit in der Jakobi-Matrix der thermischen Analyse unberiicksichtigt, resultieren hieraus Konver-
genzprobleme. Es wird daher zusitzlich die Anderungsrate der Umwandlungswirme bezogen auf die
Temperatur AQ /AT beriicksichtigt.

5.2.4 Eigenspannungsanalyse
5.2.4.1 Aligemeine Bemerkungen

In Form der User-Subroutine UMAT sind die im Abschnitt 3.2.4 vorgestellten konstitutiven Glei-

chungen der Eigenspannungsanalyse implementiert worden. Im Bild 5.6 ist deren Ablauf dargestellt.

ABAQUS-Standard
Result Files
- C-Konzentration als
fiktive Temperatur
- Phasen als fiktive Tem-
peraturen vs. Zeit
- Temperatur vs. Zeit

FE-Modell Diff.-Analyse
Eigenspannungsanalyse mechanische Randbed.
ov,H,a=f(cc, T,V¥) l
E=f(T,v¥)
v=f(T) » UMAT ABAQUS [¢ ABAQUS-Standard
eM=f(cc, V) ) Input File

A4

ABAQUS-Standard
Result File
- Eigenspannungen vs. Zeit

Interface
Programm

\ 4
ABAQUS-Standard
Result Files
- Eigenspannungen als
fiktive Temperaturen

Bild 5.6. Implementation der Eigenspannungsanalyse

Ausgangspunkt der Eigenspannungsanalyse ist wie im Fall der miteinander gekoppelten thermi-
schen Analyse und Phasentransformationsanalyse das FE-Modell der Diffusionsanalyse. Wiahrend
der Eigenspannungsanalyse werden zum jeweiligen Zeitpunkt der Analyse die entsprechenden Tem-
peraturen sowie die Phasenkomposition benétigt. Im ABAQUS-Standard Input File sind daher die
in ABAQUS-Standard Result Files hinterlegten zeitlichen Verldufe der Temperaturen sowie der
Phasen als vordefinierte Felder (*TEMPERATURE bzw. *FIELD) zu deklarieren. Die Deklaration
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5.2 Simulation des Einsatzhértens

des Kohlenstoff-Konzentrationsfeldes erfolgt wie im Fall der miteinander gekoppelten thermischen
Analyse und Phasentransformationsanalyse als Anfangsbedingung (INITIAL CONDITION, TY-
PE=FIELD) im ABAQUS-Standard Input File.

ABAQUS steuert die globale Losungsprozedur der Eigenspannungsanalyse und stellt innerhalb eines
jeden Analyseinkrements alle benotigten Ergebnisse aus der miteinander gekoppelten thermischen
Analyse und Phasentransformationsanalyse wie Temperaturinkrement und Inkremente der Volumen-
fraktionen AT, AV*) sowie die Werte der Temperatur und der Volumenfraktionen zu Beginn des

k)

Analyseinkrementes Tz, Vt( an den Elementintegrationspunkten zur Verfiigung. Sollte der in den
ABAQUS-Standard Result Files gespeicherte Zeitpunkt der miteinander gekoppelten thermischen
Analyse und Phasentransformationsanalyse nicht mit dem der Eigenspannungsanalyse {ibereinstim-
men, wird von ABAQUS linear interpoliert. Zusétzlich werden der jeweilige Zeitschritt At sowie die

Zeit t + At am Ende des Analyseinkrements bereitgestellt.
Beim Aufruf der User-Subroutine UMAT durch ABAQUS sind zu Beginn des Analyseinkrementes die

konsistenten Tangentenoperatoren (0Ao /0A€) sowie die Spannungen (in Vektorform) zu berechnen.

Alle fiir die Eigenspannungsanalyse erforderlichen mechanischen Materialeigenschaften werden pha-
senkompositions- und temperaturabhéingig definiert (Anhang A.1). Grundlage sind jeweils die nach-

folgenden linearen Mischungsregeln.

5
Eryar = ZE (Trra0) ViEh = BN (Tran) VA, + B (Tra) Y Vi, (5.16)
k=2
Vit At = ZV (Tyyae) V, t(Jr)At v(Tivat) (5.17)
oY t+AL = ZU@ (Trvat) V;(f)m (5.18)
k=1
5
Hisot+nt = ZH (Ty+at)V, t(Jr)At (5.19)
k=1
Hyint4ae =0 - ZH (Tevat) t(Jr)At (5.20)

Die berechneten Eigenspannungen am Ende der Analyse stellen eine Eingangsgrofie der Dauerfestig-
keitsabschétzung dar. Die erforderliche Ergebnisaufbereitung erfolgt &hnlich den bereits vorgestellten

Teilanalysen durch ein Interface-Programm.

5.2.4.2 Implizite Integration der konstitutiven Gleichungen

Ausgangspunkt eines jeden Analyseinkrements ist zunéchst die Berechnung der Dehninkremente
infolge der Temperatur- und Phasenkompositionsabhéngigkeit des Elastizitdtsmoduls und der Quer-
dehnzahl

AEtJrAt AI/
T t+At
A€t+At E2 [(1 +Vt+At>o't — VA IM Ut] + 7E
t+AL t+AL

[O't — mTUt] , (5.21)
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des thermometallurgischen Dehninkrements

Tivat
5
r k k k
Aey}rm =m" Z (AVt(Jr)At / a®) (T)dT'i'V;:(Jr)At 0‘§+)At ATHAt) +
=1 0 (5.22)
5
m?T Z E(k)trAVvt(f)At

Eod
[|
N

sowie des transformationsinduzierten plastischen Dehninkrements

5
3 k k
A€l n, = Z §K(k) St ¢/(Vt(+)At)AVt(+)At (5.23)
k=2
mit
k k
o' (Vi) = 1=V ) (5.24)
i 2¢(k)tr
Ky = o (5.25)
g
y,t+AL

Dabei gilt fiir den Vektor m im Fall des axialsymmetrischen Spannungszustandes
T
m:[1 11 o] (5.26)
und im Fall des dreidimensionalen Spannungszustandes
T
m:[111000} . (5.27)

Die Integration von elasto-plastischen Materialgleichungen kann im Allgemeinen nach einer grofien
Anzahl von Algorithmen erfolgen [135,136]. Eine sehr effektive Methode zur Integration stellt das
sogenannte Operator-Split- Verfahren dar. Generell teilt man dabei das zu lésende Problem in als
Operatoren bezeichnete Anteile auf. Der erste Operator dient als Anfangslosung fiir den zweiten
Operator, dieser stellt wiederum die Anfangslosung fiir den dritten Operator dar und so weiter. Die

Gesamtlosung des Problems bildet der letzte Operator.

In dieser Arbeit werden zur Losung der Plastizitéitsgleichungen zwei Operatoren verwendet, ein elasti-
scher Pradiktor sowie ein plastischer Korrektor [136,137]. Nach der Berechnung des ersten Operators
wird anhand der Fliebedingung {iberpriift, ob ein elastischer oder ein plastischer Spannungszustand
vorliegt. Im letzteren Fall wird der plastische Korrektor ausgewertet, wodurch die Spannungen auf die
Flielfldche riickgefithrt werden. Bei der Verwendung einer Flie3funktion entsprechend der Gleichung
(3.111) wird diese Art der Spannungsriickfiihrung als radiale Riickfihrung bezeichnet, da die Form
der FlieSfunktion in der Deviator-Ebene kreisformig ist und der Vektor der plastischen Dehninkre-
mente stets normal auf der FlieBfliche steht. Nachfolgend wird die zeitinkrementelle Formulierung

beider Operatoren dargestellt.

Erster Operator - Elastischer Pradiktor Zur Initiierung der Losung zum Zeitpunkt ¢ + At wird

zunéchst ein Versuchsspannungszustand (trial state) unter der Annahme rein elastischen Ma-
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terialverhaltens bestimmt. Damit gilt:

Its ]
QN = Oy

pits  __ D
€At = €
pits __ D
Crnr = &

e __ € p,ts eT thr tp
€rrar = € T A€rpar — D€y, — D€t n — Deing — D€ py -

Fiir den elastischen Pridiktor folgt somit
T h t
U%iAt =0+ Df+At (A€t+At - A€§+A1; - AGL-TAt - Aet}-?q-At)’
wobei Df, 5, die Elastizitidtsmatrix zum Zeitpunkt ¢ + At ist. Fiir diese gilt:
e T 1 T
Dt-i—At = Ki+AtIMIM +2,ut+At I()— gmm .

Mit den Laméschen Konstanten Aj4a; und Ay

Et+At Vi1 At

A4At =

" (1 + verae)(1 = 2ve4at)
oo nr = Erint

* 2(1 + viat)

gilt dabei fiir den Kompressionsmodul x zum Zeitpunkt ¢ + At:

K =\ + 2 — A
t+At t+At 3Mt+At 3(1 — 2Mt+m) .

(5.32)

(5.33)

(5.34)

(5.35)

(5.36)

Fiir den Fall des axialsymmetrischen Spannungszustandes gilt fiir die Diagonalmatrix I

2

Ip=-

und fiir den Fall des dreidimensionalen Spannungszustandes

2

N
—_

(5.37)

(5.38)
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Die Fliefibedingung ergibt sich zu:

k)

Ft+At(£t+Atv Tyt At V;s(JrAt’ 6t |£t+At Rrtyat (5'39)
mit
Eiiar=siia — o (5.40)
2 2 p
RF7t+At = § OF t+At = g (O'Y,t—i-At + Hiso,t-i—At : ft) (5'41)
Sij—At = Uf,j-At - mpiiAt (5.42)
1

Pirac=3m oA (5-43)

Ist FY$ A& +AtaTt+At7Vt(+)Ap€t) 0, so ist der Spannungszustand zum Zeitpunkt ¢ + At

elastisch und alle Spannungen werden den Versuchsspannungen gleichgesetzt. Es gilt:
Ot At — o-ij-At . (544)

Zweiter Operator - Plastischer Korrektor Gilt jedoch F; +At(€§f’mt, Tt At Vt(f:)At, el') > 0, so ist eine
Korrektur um die inelastischen Terme erforderlich. Dabei sind zunéchst der Normalenvektor
sowie der Proportionalitdtsfaktor zu bestimmen. Da in dieser Arbeit sowohl bei der isotropen
als auch bei der kinematischen Verfestigung lineare Verfestigungsregeln angenommen wurden,
kann bei der Berechnung des Proportionalitatsfaktors auf eine Iteration verzichtet und dieser
direkt berechnet werden [78,136]:

Ny At = £k (5.45)
€55 At

ts (k) p
A)‘H L= Ft+At (EHAtv Tt+At7 V,ngAta Et) i ‘€t+At RF,t-i-At

2uirar + 5 (Hiso + Hyin) t4ae 2pe4ae + 5 (Hiso + Hiin) t4at

(5.46)
Damit ergeben sich die Spannungen und Dehnungen zum Zeitpunkt ¢ + At zu
St+At = SiiAt — 2 At AN A g A
Ot+At = St+At + mTPﬁAt
5 Hrint+at ANy Aty A

3
P _ p
€inr = € T ANpAt DAL

Ef—l-At Et \/>A)\t+At (551)

Im Rahmen der inelastischen Spannungsberechnung mit dem beschriebenen Operator-Split-

/ o
QA = O+

Verfahren besteht ein nichtlinearer Zusammenhang zwischen Spannungen und Dehnungen.
Bei der FE-Methode entstehen nichtlineare Gleichungssysteme fiir Knotenverschiebungen, wel-
che in ABAQUS mit dem Newton-Raphson-Verfahren gelost werden. Hierfiir sind tangentielle
Elementsteifigkeitsmatrizen zu ermitteln, die wiederum die Berechnung des elastoplastischen

Tangentenoperators erfordern, der im Gegensatz zum elastoplastischen Deformationstensor
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5.3 Dauerfestigkeitsanalyse

(Gleichung (3.129)) mit dem beschriebenen Operator-Split-Verfahren konsistent ist, um die
quadratische Konvergenz des Newton-Raphson-Verfahrens zu sichern. Fiir den konsistenten

elastoplastischen Tangentenoperator folgt [78,136]

3A0’t+At
D=0 5.52
trat aAGHAt ( )
1 _
D\, = sparmm’ + 20 a0 A (Io - gmmT) — 241 A Ve Ac DAy a5 (5.53)
wobei gilt
20108 ANy At

19t+At =1- }ET (5-54)

t+At

= 1

P = 1+ (Hiso+Hyin)trar (1 B ﬂt"'At) ’ (5'55)

At

5.3 Dauerfestigkeitsanalyse

5.3.1 Allgemeine Bemerkungen

Basierend auf den User-Subroutinen UMAT und URDFIL erfolgte die Implementation des in dieser
Arbeit erstellten Konzeptes fiir die Abschitzung der Dauerfestigkeit einsatzgehirteter Bauteile. Ei-
ne Ubersicht ist in Bild 5.7 dargestellt. Der Einfluss der Spannungsmehrachsigkeit wird durch das
Schwingfestigkeitskriterium nach Dang Van fiir den Sonderfall der nicht-phasenverschobenen Be-
anspruchung mit sich nicht &ndernden Hauptachsen beriicksichtigt. Wie im Fall aller vorgestellten
Teilanalysen des Einsatzhértens bildet das FE-Modell der Diffusionsanalyse den Ausgangspunkt.
Uber ein benutzerdefiniertes Input File werden zu Beginn der Dauerfestigkeitsanalyse deren Para-

meter wie

o Grofle der Fehlstellen fiir die Bauteiloberfliche und das Bauteilvolumen sowie jeweiliger Weibull-

Exponent,
e Berechnungsansatz fiir die Wechselfestigkeit,
e Berechnungsansatz fiir die Mittelspannungsempfindlichkeit,
e Oberflichentopografie und zu beriicksichtigender Berechnungsansatz,

sowie die in ABAQUS-Standard Result Files als fiktive Temperaturen der FE-Knoten hinterleg-
ten Eigenspannungs- und Anlasshérteverteilungen des Bauteils (als Anfangsbedingung (INITIAL
CONDITION, TYPE=FIELD) im ABAQUS-Standard Input File) eingelesen. Die Uberlebenswahr-
scheinlichkeit des Bauteils wird ausgehend von Ausfallwahrscheinlichkeiten der FE-Knoten bestimmt
(Abschnitt 4.7). Hierbei ist die Ermittlung von Teiloberflichen, Teilvolumina (Abschnitt 5.3.2) so-
wie der Auslastungsgrade der Schubwechselfestigkeit der FE-Knoten erforderlich. Diese Ergebnisse
werden entsprechend Bild 5.7 in einem ABAQUS-Standard Result File abgespeichert. Durch die
User-Subroutine URDFIL, die den Zugriff auf die Ergebnisse des ABAQUS-Standard Result File
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ABAQUS-Standard
Result Files
| - Eigenspannungen als
fiktive Temperaturen
- Vickers-Harte als fiktive
Temperatur

FE-Modell Diff.-Analyse
Belastung (Amplituden)
mechanische Randbed.
E (phasenunabhéngig)

Dauerfestigkeitssanalyse M (phasenunabhangig)
Benutzerdefiniertes » UMAT l
Input File

ABAQUS-Standard
Input File

- Parameter der Dauerfestig- <
keitsanalyse URDFIL » ABAQUS |,

A

h 4

ABAQUS-Standard
Result File

- Teiloberflachen

- Teilvolumina

- lokale Auslastungsgrade

4

Output File
- Belastung vs. Py
Bauteil

Bild 5.7. Implementation des Dauerfestigkeitskonzepts einsatzgehérteter Bauteile

ermoglicht, wird nach jedem Analyseinkrement die Uberlebenswahrscheinlichkeit des Bauteils be-

stimmt.

5.3.2 Berechnung der Teiloberflichen und Teilvolumina
5.3.2.1 Einfiihrung

Die Anwendung des Fehlstellenmodells zur Dauerfestigkeitsabschiatzung erfordert die Bildung der
Wertepaare Volumen-Spannung sowie Oberfliche-Spannung und damit die Zuordnung von Volumen

sowie Oberfldche zu den Stiitzstellen der Spannung, wie den Elementintegrationspunkten oder den
FE-Knoten.

Fiir die FE-Methode existieren fiir diese Zuordnung eine Reihe von speziellen FE-Postprozessoren
[138-140]. Diese FE-Postprozessoren unterliegen jedoch Einschrinkungen beziiglich der Wahl des

FE-Programms, der Elemente sowie des Zuordnungsbereiches (Oberfliche oder Volumen).

Von Diemar e.a. [141] wurde die Methode SPIEL entwickelt, welche keinerlei Einschréankungen besitzt
und universell fiir jeden FE-Code anwendbar ist. Diese Methode, welche bisher fiir die FE-Programme
ABAQUS [132] und ANSYS [142] verifiziert wurde [143,144], wird nachfolgend vorgestellt.
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5.3.2.2 Die Methode SPIEL

Durch die Methode SPIEL werden die Wertepaare Volumen-Spannung sowie Oberfliche-Spannung
der FE-Knoten gebildet. Um fiir jeden FE-Knoten das entsprechende Teilvolumen sowie die entspre-

chende Teiloberflache zu bestimmen, werden dabei geeignete Einheitslastfille generiert.

Der Einheitslastfall fiir die Ermittlung der den FE-Knoten zugeordneten Teilvolumina V; (i = 1,2, m)

besteht aus den folgenden Komponenten:

e Alle Verschiebungskomponenten wu; der gesamten FE-Struktur der Beanspruchungsanalyse wer-

den zu null gesetzt.

o Auf die gesamte FE-Struktur wird als Belastung eine Einheitsbeschleunigung von ap = 1 in
einer globalen, kartesischen Koordinatenrichtung aufgebracht. Die Dichte p wird dabei zu eins

gesetzt.
Die Reaktionskraft RF; des FE-Knotens ¢ in Wirkrichtung der Einheitsbeschleunigung a g entspricht

dem Produkt aus dem Teilvolumen V;, der Einheitsbeschleunigung ar und der Dichte p = 1, so dass
fir das Teilvolumen V; des FE-Knotens ¢ gilt:
RF;

Vi = = D=1 - RF; . (5.56)

Das Gesamtvolumen V' des Bauteils kann durch Summation der Teilvolumina V; gebildet werden.

Analog ist ein Einheitslastfall zur Ermittlung der Teiloberflichen A; (i = 1,2,m) bestehend aus

folgenden Komponenten zu definieren:

e Alle Verschiebungskomponenten wu; der gesamten FE-Struktur der Beanspruchungsanalyse wer-

den zu null gesetzt.
e Auf die zu analysierende Oberfléiche wird als Belastung der Einheitsdruck pp = 1 aufgebracht.

Nur fiir die Oberflichenknoten ergeben sich Reaktionskréfte, alle {ibrigen Knoten besitzen keine
Reaktionskrifte. Der Betrag der rdumlich resultierenden Auflagerkraft eines Oberflachenknotens
|RF;| entspricht dem Produkt aus der Teiloberfliche A; und dem Einheitsdruck pg, so dass fiir die
Teiloberfliiche A; des FE-Knotens 4 gilt:

| RF5|

A= p=0)

= |RF,| . (5.57)

Die Gesamtoberfliche A des Bauteils kann durch Summation der Teiloberflichen A; gebildet werden.

Im Fall der Axialsymmetrie wird bei der Integration iiber die Auenkontur (Modellierungsbereich)

die Oberfliche und bei der Integration iiber die halbe Querschnittsfliche das Volumen errechnet.

5.3.2.3 Die Wahl geeigneter Finiter Elemente

Die Umrechnung der Oberflachen- und Volumenkrifte zu Knotenkréften erfolgt bei FE-Programmen
unter Nutzung der Ansatzfunktion der Elemente. Zur Berechnung der lokalen Kenngréfien Oberflache

A; und Volumen V; mit der beschriebenen Methode ist es erforderlich, die Spezifika dieser Aufteilung
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(Wichtung) zu kennen. Fiir die in ABAQUS verfiigbaren Elemente 1. und 2. Ordnung kénnen unter
der Voraussetzung konstanter Oberflichen- und Volumenlasten folgende allgemeingiiltige Aussagen

gemacht werden.
e Isoparametrische Elemente 1. Ordnung (z.B. S3, CPE4, CPS4, C3D4, C3D8, CAX4)

Mit der beschriebenen Methode ist es moglich, jedem FE-Knoten eines Elementes 1. Ordnung
eine Teiloberfliche bzw. Teilvolumen zuzuweisen. Aufgrund der Ansatzfunktion kénnen jedoch
nur konstante Spannungen innerhalb eines Elementes und die Kontur des betrachteten Bauteils
nur facettiert abgebildet werden. Um Spannungsgradienten ausreichend genau abbilden zu

konnen, ist bei der Verwendung dieser Elemente eine erhebliche Netzfeinheit notwendig.
e Isoparametrische Elemente 2. Ordnung

Im Fall von Shell-und Hexaederelementen (S8R, C3D20) ergeben sich fiir die Eckknoten bei der
Bestimmung von Teiloberfliche oder Teilvolumen Auflagerkrifte, deren Wirkrichtung nicht der
der Mittelknoten entspricht. Ohne Richtungsbewertung der Mittel- und Eckknoten wiirde die
zum jeweiligen Element gehorende Fléche iiberschétzt werden, da lediglich der Betrag des Auf-
lagerkraftvektors betrachtet wiirde (Gleichung (5.57)). Die Auflagerkréifte zur Bestimmung der
Teiloberflichen sind daher getrennt fiir die Mittel- und Eckknoten auszugeben und beziiglich
ihrer Richtung zu bewerten (Vorzeichenwechsel). Diese Vorgehensweise ist zur Bestimmung
der Teilvolumina nicht notwendig, denn die Summe aller Elementknotenkréifte in Wirkrichtung
des Einheitslastfalles entspricht dem Elementvolumen. Bei Verwendung von Quad-Elementen
CPES8 und CPS8, axialsymmetrischen Elementen CAX8 sowie Tetraederelementen C3D10 tre-
ten die beschriebenen Wirkrichtungsunterschiede der Auflagerkrifte zwischen Mittel- und Eck-

knoten lediglich im Einheitslastfall zur Bestimmung der Teilvolumina auf.

Die Auflagerkrifte der Eckknoten sind bei Verwendung von Tetraederelementen C3D10 fiir
den Einheitslastfall zur Bestimmung der Teiloberflichen, sowie im Fall von Dreieckselementen
STRI65 fiir beide Einheitslastfille gleich null. Dabei entspricht die Summe der Auflagerkrifte
der Mittelknoten dem Anteil des Elementes an der Oberfliche bzw. am Volumen der Struktur.
Fiir Dreieckselemente CPE6 und CPS6 sowie axialsymmetrische Elemente CAX6 sind die
Auflagerkrifte der Eckknoten nur fiir den Einheitslastfall zur Bestimmung der Teilvolumina
gleich null, fiir den Einheitslastfall zur Bestimmung der Teiloberflichen sind die Auflagerkrifte

an den Eckknoten ungleich null und mit denen der Mittelknoten gleichgerichtet.

Bei Verwendung der speziell fiir Kontaktprobleme konzipierten modifizierten Elemente C3D10M
sind die Auflagerkrifte der Eckknoten beider Einheitslastfille ungleich null, Wirkrichtungsun-
terschiede zwischen den Eck- und Mittelknoten bestehen nicht. Gleiches gilt fiir die modifizier-
ten Dreieckselemente CPE6M, CPS6M, CAX6M sowie das Shellelement S8R5.

Die dargelegten Unterschiede besitzen auch fiir die jeweilige Hybridvariante bzw. Variante
mit reduzierter Integration des Elementes Giiltigkeit und sind in der Tabelle 5.1 noch einmal

zusammengestellt.
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Tabelle 5.1. Unterschiede bei der Verwendung von Elementen 2. Ordnung

Elementtyp Einheitslastfall Einheitslastfall
Teiloberflichen Teilvolumina

C3D20 1 1
CPES8 2 1
CPS8 2 1
CAXS 2 1

Solid  €C3D10 3 1
CPEG6 4,2 3
CPS6 4,2 3
CAX6 4,2 3
C3D10M 4,2 4,2
CPE6M 4,2 4,2
CPS6M 4,2 4,2
CAX6M 4,2 4,2
S8R 1 1

Shell  STRI65 3 3
S8R5 4,2 4,2

1:  Wirkrichtungsunterschiede der Auflagerkrifte von
Eck- und Mittelknoten

2: keine Wirkrichtungsunterschiede der Auflagerkrifte
von Eck- und Mittelknoten

3: Auflagerkrifte der Eckknoten gleich null

4: Auflagerkrifte der Eckknoten ungleich null




6 Berechnungsbeispiele

Auf der Basis des in dieser Arbeit entwickelten Subroutine-Systems ANTRI werden in diesem Ka-
pitel verschiedene Beispiele fiir die Simulation des Einsatzhéirtens sowie fiir die Abschéitzung der
Dauerfestigkeit einsatzgehirteter Bauteile gegeben. Im ersten Beispiel wird die Simulation der Ein-
satzhédrtung eines Zylinders ausfiihrlich vorgestellt und wesentliche Simulationsergebnisse den jeweils
gemessenen Werten gegeniibergestellt. Im zweiten und dritten Beispiel wird an bauteildhnlichen Pro-
ben, einer innendruckbeanspruchten abgesetzten Bohrung sowie einer biegebeanspruchten Welle mit
Querbohrung, neben der Simulation der Warmebehandlung auch die Dauerfestigkeitsabschitzung

vorgestellt und den experimentellen Ergebnissen gegeniibergestellt.

Die innerhalb der Simulation des Einsatzhértens verwendeten thermophysikalischen und thermome-
chanischen Werkstoffkennwerte sowie Parameter der Randbedingungen sind in den Anhéngen A.1
bis A.3 aufgefiihrt.

6.1 Einsatzhartung eines Zylinders

6.1.1 Allgemeine Angaben

Als erstes Beispiel soll die Simulation der Einsatzhdrtung des zylindrischen Bereiches () 25 mm der
in [13] experimentell untersuchten Biegeprobe mit Absatz vorgestellt werden. Die Biegeprobe wurde
aus dem Einsatzstahl 20MnCr5 gefertigt. Dessen chemische Zusammensetzung kann der Tabelle 6.1

entnommen werden [13].

Tabelle 6.1. Beriicksichtigte chemische Zusammensetzung des Einsatz-

Legierungselement Masse-% stahles 20MnCr5 [13]

C 0,175

Si 0,175
Mn 1,221

Cr 1,236

Ni 0,102

Mo 0,039

Al 0,043

Cu 0,208

P 0,026

Innerhalb der Warmebehandlung sollte eine Einsatzhértungstiefe von 0,70 mm erreicht werden.
Als Aufkohlungsverfahren wurde das zweistufige Gasaufkohlen angewendet. Im Bild 6.1 sind die
zeitlichen Verlaufe der Temperatur sowie des Kohlenstoffpegels wihrend der Aufkohlung dargestellt.
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Das anschlieBende Abschrecken bei einer Temperatur von 850 °C erfolgte in Ol mit einer Temperatur

von 110 °C. Im Anschluss an das Abschrecken wurden die Biegeproben bei 170 °C angelassen.

Zur quantitativen Erfassung des Einflusses der Randoxidation wurde in den jeweiligen Teilanaly-

sen eine Verarmung der Legierungselemente Si, Mn, Cr auf 20 % der urspriinglichen Konzentration

beriicksichtigt.

Im Bild 6.2 ist das axialsymmetrische FE-Modell des Zylinders dargestellt. Die Symmetrieachse des
FE-Modells bildet die Achse 1-1. Einen Ausschnitt des in allen Teilanalysen verwendeten FE-Netzes

zeigt das Bild 6.3.
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Bild 6.2. Axialsymmetrische  Diskretisierung

des Zylinders

Bild 6.3. Ausschnitt des FE-Netzes des

Zylinders
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6.1 Einsatzhirtung eines Zylinders

Der Einfluss der Randoxidation wurde ausschlieBlich innerhalb der ersten Elementlage (Element-
breite 50 um) parallel zur Achse 2-2 beriicksichtigt. Eine Zusammenstellung der wesentlichen Geo-
metriedaten des FE-Netzes sowie der innerhalb der Teilanalysen verwendeten Elementtypen enthélt
die Tabelle 6.2.

Tabelle 6.2. FE-Netz des Zylinders, Geometriedaten und Elementtyp der Teilanalysen

Geometriedaten Elementtyp

Knoten 8.722 Diffusionsanalyse DCAXS8
Elemente 2.835 Gekoppelte thermische Analyse und DCAXS
Elemente innerhalb der 9 Phasentransformationsanalyse
Einsatzhérteschicht Eigenspannungsanalyse CAXS8H

6.1.2 Diffusionsanalyse
6.1.2.1 Modellierung

Im Abschnitt 5.2.2 ist bereits auf die Moglichkeit der Modellierung der Kohlenstoffgrundkonzentrati-
on als Anfangsbedingung sowie auf die Erfassung des Stoffaustausches zwischen der aufzukohlenden
Oberfliche und dem Aufkohlungsgas iiber eine Randbedingung 3. Art hingewiesen worden. Eine
Randbedingung 3. Art wurde unter Beriicksichtigung eines Stoffiibergangskoeffizienten der Aufkoh-
lungsatmosphire von 3 = 1,25 x 1074 mm/s [18,52] entlang der Achse 2-2 definiert (Bild 6.2). Die
Massenstromdichte senkrecht zu den Achsen 3-3 und 4-4 ist gleich null. Folglich wurde entlang dieser
Achsen eine Randbedingung 2. Art definiert. Aus numerischen Griinden betrug dabei die Massen-
stromdichte des Kohlenstoffs normal zur Oberfliche jg‘) = le — 15. Der Diffusionskoeffizient wurde

temperatur- und kohlenstoffkonzentrationsabhéngig nach Goldstein [145] definiert (Anhang A.1).

6.1.2.2 Ergebnisse

Im Bild 6.4 sind beginnend an der Oberfliiche des Zylinders in radialer Richtung die simulierten
Kohlenstoffverlaufskurven nach der 1. und der 2. Aufkohlungsstufe dargestellt. Beiden gemeinsam
ist, dass die Randkohlenstoffgehalte am Ende der jeweiligen Aufkohlungsstufe nicht die Kohlenstoff-
konzentrationen der Aufkohlungsatmosphére erreichen. Dies ist zum einen auf die Erhohung der
Aktivitidt des Kohlenstoffs, hervorgerufen durch die Verarmung der Legierungselemente Mn, Cr in-
folge Randoxidation, zum anderen auf die geringe Prozessdauer zuriickzufithren. Wie im Abschnitt
2.3.1 erlautert wurde, wird durch das Absenken des Kohlenstoffpegels innerhalb der 2. Aufkohlungs-
stufe der Randkohlenstoffgehalt gesenkt und damit die Aufkohlungstiefe vergrofiert.

6.1.3 Thermische Analyse und Phasentransformationsanalyse
6.1.3.1 Modellierung

Innerhalb der thermischen Analyse ist in Analogie zur Diffusionsanalyse die Hirtetemperatur iiber

die Formulierung einer Anfangsbedingung erfasst worden. Entlang der Achse 2-2 (Bild 6.2) wurde

83



6.1 Einsatzhirtung eines Zylinders

1.1

1,0
0,9

0,8 \\
1
0,6 - \\

N

0,5 \\

04 ~
------- 0,35 %C === N\ === om == s m s
03 NS

Kohlenstoffkonzentration [%]

0,2 = —_——

Ende der 1. Aufkohlungsstufe ||
- - - Ende der 2. Aufkohlungsstufe

0,1

0,0 f f f f f
0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 1,2 1,4 1,6 1,8 2,0

Randabstand [mm]

Bild 6.4. Simulierte Kohlenstoffverlaufskurven

eine Randbedingung 3. Art definiert. Die dabei beriicksichtigte temperaturabhéingige Verteilung des
Wirmeiibergangskoeffizienten « des Abschreckoles zeigt das Bild A.8 [146] des Anhanges. Unter der
Annahme, dass die Warmestromdichte senkrecht zu den Achsen 3-3 und 4-4 gleich null ist, wurde

diesen eine Randbedingung 2. Art zugewiesen.

Basierend auf dem reaktionskinetischen Modell von Li e.a. [55] sind die innerhalb der Phasentransfor-
mationsanalyse verwendeten ZTU-Daten unter Beriicksichtigung einer Austenitkorngréfie von d, =

22,1 pm bestimmt worden. Diese wurde metallografisch bestimmt.

6.1.3.2 Ergebnisse

Entlang des beschriebenen Auswertungspfades der Diffusionsanalyse sind im Bild 6.5 die simulierten

Verldufe der Phasen sowie die Kohlenstoffverlaufskurve am Ende der 2. Aufkohlungsstufe dargestellt.

Der Randbereich des Zylinders, fiir den eine Verarmung der Legierungselemente Si, Mn, Cr infolge
einer Randoxidation beriicksichtigt wurde, beginnt sich bereits in der Perlit- und Zwischenstufe
umzuwandeln. Am dufleren Rand des Zylinders betréigt der Anteil des Perlits am Gesamtgefiige
10 % und der des Bainits 1 %. Dieses Simulationsergebnis wird durch experimentelle Untersuchungen
bestétigt [29]. Der Anteil des nicht vollsténdig umgewandelten Austenits (Restaustenit) betragt 11 %
und der des Martensits 78 %.

Der sich anschlieSende Bereich mit einem Randabstand zwischen 0,1 und 0,6 mm ist durch eine
alleinige Umwandlung in der Martensitstufe charakterisiert. Wie vollstéindig die Umwandlung des
Austenits in dieser Umwandlungsstufe bei einer Abkiihlung bis auf Raumtemperatur ist, wird von
der Hohe der Kohlenstoffkonzentration beeinflusst. Je hoher die Kohlenstoffkonzentration, desto

niedriger ist die Martensitstarttemperatur und damit auch die Temperaturdifferenz fiir eine Um-
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Bild 6.5. Simulierte Phasenverteilung und Kohlenstoffverlaufskurve am Ende der 2. Aufkohlungsstufe

wandlung des Austenits in Martensit. Hieraus folgt, dass der Gehalt des Restaustenits zu Beginn
dieses Bereiches ein Maximum von 21 % aufweist. Mit grofer werdendem Randabstand nimmt die
Kohlenstoffkonzentration ab und damit auch der Gehalt des Restaustenits. Dieser betrdgt am Ende

dieses Bereiches bei einem Randabstand von 0,6 mm noch 7 %.

Die Abkiihlgeschwindigkeit ist im Bereich ab 0,6 mm Randabstand so weit erniedrigt, dass die Um-
wandlung des Austenits bereits in der Zwischenstufe beginnt. In diesem Bereich nimmt anfinglich
auch der Gehalt des Martensits zu und erreicht bei 0,8 mm ein Maximum von 95 %. Mit gréfier
werdendem Randabstand nimmt die Volumenfraktion des Bainits zu und die des Martensits ab. An
der Symmetrieachse des Zylinders betrigt der Anteil des Bainits am Gesamtgefiige 11 %, der des
Martensits 87 % und der des Restaustenits 2 %.

Im Bild 6.6 sind die simulierten Verldufe der Abschreckhérte und der Anlasshirte dargestellt. Deut-
lich erkennbar ist im Fall beider Verlidufe die verminderte Hérte im Randbereich des Zylinders infolge
der Randoxidation. Die Differenz betréigt im Fall der Abschreckhérte 23 HV und im Fall der Anlas-
shérte 15 HV. Die Einsatzhértungstiefe betrégt nach dem Abschrecken Fht = 0,88 mm und nach
dem Anlassen Fht = 0,73 mm

6.1.4 Eigenspannungsanalyse
6.1.4.1 Modellierung

Als mechanische Randbedingungen wurden entlang der Achse 4-4 (Bild 6.2) Loslager zur Behinde-
rung der Verschiebung in axialer Richtung angebracht. Um Starrkérperbewegungen zu vermeiden,
ist fiir den Schnittpunkt der Achse 4-4 mit der Symmetrieachse zusétzlich die Verschiebung in tan-

gentialer Richtung behindert worden.
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Bild 6.6. Simulierte Hirte-Tiefe-Verldufe

Der Faktor zur Steuerung des Anteils der isotropen und der kinematischen Verfestigung betrug
8=0,5.

6.1.4.2 Ergebnisse

Im Bild 6.7 sind fiir einen Pfad beginnend an der Oberfldche des Zylinders entlang der Achse 4-4 die
simulierten Figenspannungen in tangentialer, axialer sowie radialer Richtung dargestellt. Sie zeigen
den fiir einsatzgehértete Bauteile typischen Verlauf: Druckeigenspannungen in der Einsatzhérte-

schicht sowie vorrangig Zugeigenspannungen im Bauteilkern.

Bis zu einem Randabstand von 1,20 mm unterscheiden sich die Verldufe der tangentialen und axialen
Eigenspannungen nur unwesentlich. An der Oberfliche des Zylinders betragen die Eigenspannungen
in tangentialer Richtung -141 MPa und in axialer Richtung -150 MPa. Durch die Randoxidation
werden diese Eigenspannungen in Richtung Zug verschoben, d.h. bei vollstindiger Umwandlung
des Randbereiches in der Perlitstufe wiirden an der Oberfliche Zugeigenspannungen auftreten. Das
Minimum der tangentialen und axialen Eigenspannungen liegt bei einem Randabstand von 0,55 mm

und betragt in tangentialer Richtung -236 MPa und in axialer Richtung -230 MPa.

6.1.5 Vergleich mit gemessenen Ergebnissen

Im Bild 6.8 ist ein Vergleich zwischen simulierten Ergebnissen und den jeweils gemessenen [13]

dargestellt. Vergleichsgrundlage ist der jeweilige Auswertungspfad der Teilanalyse.

Das Bild 6.8 a zeigt eine Gegeniiberstellung der simulierten Kohlenstoffverlaufskurve mit nassche-
misch bestimmten Messwerten. Zunéchst kann festgestellt werden, dass die simulierte als auch die

gemessene Aufkohlungstiefe sehr gut iibereinstimmen. Im Bereich zwischen 0,1 und 0,4 mm kénnen
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Bild 6.7. Simulierte Eigenspannungsverlaufe

Abweichungen zwischen Simulation und Messung von ca. 10 % festgestellt werden.

Die simulierten Restaustenitgehalte im Randbereich des Zylinders stimmen gut mit den gemessenen
iiberein (Bild 6.8 b). Insbesondere die Verminderung des Restaustenitgehaltes an der Oberfléiche,
zuriickzufithren auf die vorzeitige Umwandlung in der Perlitstufe, wird durch die experimentellen
Ergebnisse bestitigt. Mit zunehmendem Randabstand werden die Abweichungen grofier und betra-
gen bis zu 3,0 Vol.-%.

Im Bild 6.8 ¢ ist ein Vergleich der simulierten und gemessenen Anlasshéiirten dargestellt. Fiir den
Rand- und Kernbereich des Zylinders kénnen nur geringe Unterschiede festgestellt werden. Im Uber-

gangsgebiet Einsatzhérteschicht - Kern des Zylinders betragen die Abweichungen bis zu 50 HV.

Die Eigenspannungsverldufe in tangentialer und radialer Richtung werden prinzipiell durch die durch-
gefiihrten Messungen bestétigt (Bild 6.8 d). Besonders im Rand- und Kernbereich des Zylinders
bestehen nur geringe Unterschiede. Die an einzelnen Messpunkten mitunter auftretende grofere Dif-
ferenz zwischen tangentialer und axialer Eigenspannung kann fiir die simulierten Eigenspannungen
nicht festgestellt werden. Die Abweichungen im Ubergangsgebiet Einsatzhirteschicht - Kern des
Zylinders betragen bis zu 150 MPa.

Alle Abweichungen zwischen Simulation und Messung miissen vor dem Hintergrund der mdoglichen
Messgenauigkeit und der Streuung der Messergebnisse bewertet werden. Insgesamt ist die Simulati-

onsgenauigkeit hervorragend.
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6.2 Dauerfestigkeitsabschétzung einer abgesetzten Bohrung

6.2 Dauerfestigkeitsabschdtzung einer abgesetzten Bohrung

6.2.1 Allgemeine Angaben

Im zweiten Beispiel wird eine Dauerfestigkeitsabschétzung der in [16] experimentell untersuchten

abgesetzten Bohrung (Bild 6.9) vorgestellt. Die abgesetzte Bohrung wurde durch einen schwellenden

Z, um 90° gedreht

145
X

VY
|
84
Lo

S e B e e = |
T RO 38
1 0.7x45 22 i
13
- | o3|
35
70 28

Bild 6.9. Geometrie der abgesetzten Bohrung, Mafe in [mm)]

Innendruck beansprucht. Experimentell konnte eine mittlere Dauerfestigkeit von App ¢qp = 2.981 bar
ermittelt werden. Die Fertigung der abgesetzten Bohrung erfolgte aus dem Einsatzstahl 17CrNiMo6.

Dessen chemische Zusammensetzung ist in der Tabelle 6.3 zusammengestellt [16].

Tabelle 6.3. Beriicksichtigte chemische Zusammensetzung des Einsatz-

Legierungselement  Masse-% stahles 17CrNiMo6 [16], n. e.: nicht ermittelt

C 0,175
Mn 0,670
Cr 1,700
Ni 1,530
Mo 0,200
Si n. e.
S n. e.
P n. e.

Als Aufkohlungsverfahren wurde das Niederdruckaufkohlen mit Athin und die anschlieBende Hoch-
druck-Gasabschreckung (Direkthirtung) angewendet, mit der Zielstellung einer Einsatzhartungstiefe
von 0,50 mm, eines Kohlenstoffrandgehaltes von 0,73 % sowie einer Oberflichenhérte von 750 HV.
Durch das Aufbringen einer Abdeckpaste ist das Aufkohlen der Mantelfliche ¢ 8 mm vermieden

worden. Die technischen Daten der Warmebehandlung kénnen der Tabelle 6.4 entnommen werden.

Tabelle 6.4. Technische Daten der Warme-

Prozessparameter Dauer [min] behandlung
Aufkohlung T=930 °C 12
Diffusion T=930 °C 70
Héarten T=830 °C, p=10 bar Ns -
Anlassen T=160 °C 120
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Im Fall der angegebenen Zeiten fiir die Aufkohlung und fiir die Diffusion handelt es sich um Ge-
samtzeiten. Innerhalb der Diffusionsanalyse sind die Zeitdauern des jeweiligen Aufkohlungs- bzw.

Diffusionszyklus beriicksichtigt worden [147].

Fiir die Simulation der Einsatzhértung sowie fiir die Dauerfestigkeitsabschitzung wurde ein axi-
alsymmetrisches FE-Modell verwendet. Dieses ist im Bild 6.10 dargestellt. Einen Ausschnitt des
FE-Netzes im Kerbbereich zeigt das Bild 6.11, eine Zusammenstellung wesentlicher Geometriedaten
des FE-Netzes sowie der innerhalb der Teilanalysen verwendeten Elementtypen enthélt die Tabelle
6.5.
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Bild 6.10. Axialsymmetrische Diskretisierung Bild 6.11. Ausschnitt des FE-Netzes der abge-
der abgesetzten Bohrung setzten Bohrung

Tabelle 6.5. FE-Netz der abgesetzten Bohrung, Geometriedaten und Elementtyp der Teilanalysen

Geometriedaten Elementtyp

Knoten 13.408 Diffusionsanalyse DCAXG6

Elemente 6.445  Gekoppelte thermische Analyse und DCAX6

Kerbelement, Az; [mm| 0,02  Phasentransformationsanalyse

Kerbelement, Aze [mm| 0,02  Eigenspannungsanalyse CAX6H
Beanspruchungsanalyse CAX6M

6.2.2 Simulation der Einsatzhdrtung
6.2.2.1 Modellierung

Entlang der gesamten Kontur der abgesetzten Bohrung ist innerhalb der Aufkohlungszyklen ei-
ne Randbedingung 1. Art definiert worden. Zur Beriicksichtigung der Abdeckpaste im Bereich der
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Mantelfliche @ 8 mm wurde dabei, von der Sittigungskonzentration (Abschnitt 5.2.2) abweichend,
lediglich eine Kohlenstoffkonzentration in Hohe des Kohlenstoffgrundgehaltes beriicksichtigt (Tabel-
le 6.3). Fiir die Diffusionszyklen wurde entlang der gesamten Kontur eine Randbedingung 2. Art
definiert. Aus numerischen Griinden betrug dabei die Massenstromdichte des Kohlenstoffs normal
zur Oberfliche von jéA) = le — 15. Fiir den Diffusionskoeffizienten ist der temperatur- und kohlen-

stoffkonzentrationsabhéngige Ansatz nach Tibbets [148] verwendet worden (Anhang A.1).

Innerhalb der thermischen Analyse wurde entlang der gesamten Kontur der abgesetzten Bohrung
eine Randbedingung 3. Art definiert. Dabei ist fiir die &uflere Kontur ein Warmeiibergangskoeffizient
von a = 600 W/(m?K) beriicksichtigt worden (Bild A.9). Die verinderten Strémungsverhiltnisse
wihrend der Hochdruckgasabschreckung im Bereich der Axialbohrungen wurden durch einen vermin-
derten Wirmeiibergangskoeffizienten von o = 450 W/(m?K) in diesem Bereich erfasst. Die innerhalb
der Phasentransformationsanalyse verwendeten ZTU-Daten wurden mit dem reaktionskinetischen
Modell von Li e.a. [55] unter Beriicksichtigung einer metallografisch bestimmten Austenitkorngréfie

von d, = 25 pm ermittelt.

Zur Vermeidung von Starrkérperbewegungen innerhalb der Eigenspannungsanalyse ist fiir den 58 °-
Dichtkonus (Bild 6.9) zusétzlich die Verschiebung in axialer und radialer Richtung behindert worden.
Der Faktor fiir den Verfestigungsanteil betrug 8 = 0, 5.

6.2.2.2 Ergebnisse

Im Bild 6.12 ist ein Flidchenplot der simulierten Kohlenstoffverteilung im Kerbbereich dargestellt.
Geometriebedingt treten grofie Unterschiede der Kohlenstoffrandkonzentration auf (Tabelle 6.6).

Eine Umwandlung des Austenits findet ausschlielich in der Martensitstufe statt. Die unterschiedli-
chen Randkohlenstoffgehalte wirken sich somit direkt auf die Restaustenitverteilung (Bild 6.13) und
die Martensitverteilung (Bild 6.14) sowie indirekt auf die Verteilung der Anlasshirte (Bild 6.15) aus.
Eine Gegeniiberstellung wesentlicher Simulationsergebnisse fiir verschiedene Stellen erfolgt durch die
Tabelle 6.6. Insgesamt kann festgestellt werden, dass fiir keine der gegeniibergestellten Stellen alle

ZielgroBen der Einsatzhértung eingehalten wurden.

Die in den Bildern 6.16 bis 6.19 dargestellten Koordinateneigenspannungen o1, 099 und o33 sowie

die Schubeigenspannung o5 zeigen deutliche Uberhshungen im Kerbbereich.

Tabelle 6.6. Vergleich wesentlicher Ergebnisse der Diffusions- und Phasentransformationsanalyse

Ort CRand Austenit Martensit Anlasshirte  Eht

[Masse-%] (Volumenfraktion) (Volumenfraktion) [HV] [mm]
Bohrung @ 5 mm 0,63 0,14 0,86 689 0,60
Bohrung @ 3 mm 0,61 0,12 0,88 683 0,57
Radius 0,38 mm 0,56 0,10 0,90 668 0,49
Kante () 3 mm 0,75 0,24 0,76 698 0,83
Zielgrofien 0,73 - - 750 0,5
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(Ave. Crit.: 75%)
+5.118e+01
+1.324e+01
-2.470e+01
-6.263e+01
-1.006e+02
-1.385e+02
-1.764e+02
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-2.523e+02
-2.903e+02
-3.282e+02
-3.661e+02

.041e+02

Bild 6.16. Simulierte =~ Koordinateneigenspan-
nung o1 [MPa]

S, 833
(Ave. Crit.: 75%)
+1.963e+02
+1.404e+02
+8.440e+01
+2.845e+01
-2.750e+01
-8.345e+01
-1.394e+02
-1.953e+02
-2.513e+02
-3.073e+02
-3.632e+02
-4.192e+02
.751e+02

Bild 6.18. Simulierte = Koordinateneigenspan-
nung o33 [MPa]

S, S22
(Ave. Crit.: 75%)
+2.110e+02
+1.504e+02
+8.983e+01
+2.925e+01
-3.133e+01
-9.191e+01
-1.525e+02
-2.131e+02
-2.736e+02
-3.342e+02
-3.948e+02
-4.554e+02
.160e+02

Bild 6.17. Simulierte =~ Koordinateneigenspan-
nung oge [MPal

s, Sl2
(Ave. Crit.: 75%)
+8.333e+01
+4.509e+01
+6.839e+00

-3.141e+01
-6.966e+01
-1.079e+02
-1.462e+02
-1.844e+02
-2.226e+02
-2.609e+02
-2.991e+02
-3.374e+02
.756e+02

Bild 6.19. Simulierte Schubeigenspannung o1
[MPa]
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6.2.3 Elastizitatstheoretische Analyse
6.2.3.1 Modellierung

Innerhalb der elastizitéitstheoretischen Analyse ist ein linear-elastisches Materialverhalten zugrunde
gelegt worden. Dabei wurde ein mittlerer Elastizitdtsmodul von E = 200.000 N/ mm? sowie eine

mittlere Querdehnzahl von v = 0, 3 beriicksichtigt.

Entsprechend den realen Lagerungsbedingungen wihrend der Innendruckbeanspruchung ist fiir den
58 °-Dichtkonus (Bild 6.9) die Verschiebung in axialer und radialer Richtung behindert worden. Die
aus der Abdichtung der Bohrung @ 5 mm resultierende zusiitzliche Axiallast wurde im Ubergangs-

bereich vom Auflendurchmesser 13 mm zum Auflendurchmesser 8 mm eingeleitet.

Als Beanspruchung ist eine Amplitude des Innendrucks von p, = 1.800 bar definiert worden. Deswei-
teren wurde eine stufenweise Lastaufbringung mit Inkrementen von 0,05 bei einem Gesamtzeitschritt
von 1 vereinbart. Somit war es moéglich, Druckschwingbreiten Ap von 0 bis 3.600 bar zu simulieren,

wobei das Inkrement 180 bar betrug.

6.2.3.2 Ergebnisse

Fiir die Normalspannungshypothese sowie die Gestaltdnderungsenergiehypothese ergibt sich das glei-
che hochstbeanspruchte Strukturelement. Dessen Identifikation sowie den Pfad senkrecht zu den

maximalen Hauptspannungen zeigt das Bild 6.20.

Bild 6.20. Hochstbeanspruchtes Strukturelement und Pfad senkrecht zu den maximalen Hauptspannungen
der abgesetzten Bohrung

Die ermittelten elastizitdtstheoretischen Vergleichsspannungsformzahlen betragen nach Normalspan-
nungshypothese Ky, ng = 3,06 und nach Gestaltdnderungsenergiehypothese Ky, gen = 3,62. Im
Bild 6.21 sind die auf den Innendruck bezogenen Verldufe beider Vergleichsspannungen beginnend
am hochstbeanspruchten Strukturelement entlang des Pfades senkrecht zu den maximalen Haupt-
spannungen dargestellt (Bild 6.20). Zur Anwendung der Dang-Van-Schwingfestigkeitshypothese ist

die Ermittlung der Werte von hydrostatischer Spannung und Schubspannungsamplitude erforderlich.
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Bild 6.21. Bezogene Vergleichsspannungsverldufe der abgesetzten Bohrung

Im Bild 6.22 ist ein Flidchenplot der hydrostatischen Spannung zu Belastungsbeginn (p=0 bar) und
im Bild 6.23 fiir einen Innendruck von p=2.880 bar, also in der Néhe der experimentell ermittelten
Dauerfestigkeit, dargestellt. Ebenfalls fiir einen Innendruck von p=2.880 bar zeigt das Bild 6.24

einen Fliachenplot der Schubspannungsamplitude.

6.2.4 Dauerfestigkeitsabschitzung
6.2.4.1 Allgemeine Angaben

In der Tabelle 6.7 sind die der Dauerfestigkeitsabschétzung zugrunde gelegten Eingangsgréfien, ge-

trennt fiir die Oberfléche und das Volumen der abgesetzten Bohrung, zusammengestellt.

Tabelle 6.7. Eingangsgrofien der Dauerfestigkeitsabschétzung

Oberflache Volumen

Weibull-Exponent & -] 25 35
Einschlussgrofie [pm] 20 25
maximale Rauhtiefe R; [pm] 12 -
Bezugsprobe [mm? mm?] 565 1.272

Der Weibull-Exponent k (Streuparameter) wurde Literaturdaten fiir Oberflichen- und Volumenver-
sagen [13,14,149] entnommen. Nach dem Ansatz von Murakami [90] erfolgte die Ermittlung der loka-
len Wechselfestigkeit, nach dem Ansatz von Siebel und Gaier [114] die Ermittlung des Einflusses der
Oberflichentopografie auf die Dauerfestigkeit. An der innerhalb der Simulation der Einsatzhirtung
beriicksichtigten Austenitkorngréfle orientierte sich die Festlegung der Einschlussgréfie an der Ober-

fliche sowie im Volumen der abgesetzten Bohrung. Die maximale Rauhtiefe R; wurde entlang des
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SDV12 SDV12
(Ave. Crit.: 75%) (Ave. Crit.: 75%)
+1.348e+02 +3.155e+02
+8.964e+01 +2.776e+02
+4.449e+01 +2.398e+02
-6.628e-01 +2.019e+02
-4.582e+01 +1.640e+02
-9.097e+01 +1.261e+02
-1.361le+02 +8.827e+01
-1.813e+02 +5.039%e+01
-2.264e+02 +1.252e+01
-2.716e+02 -2.536e+01
-3.167e+02 -6.323e+01
-3.619%e+02 -1.011le+02
.070e+02 .390e+02

Bild 6.22. Hydrostatische Spannung bei Bela- Bild 6.23. Hydrostatische Spannung bei
stungsbeginn [MPa] p=2.880 bar [MPa]

Kerbumfanges gemessen [16]. Die Bezugsprobe ist in [90] beschrieben.

6.2.4.2 Ergebnisse

Im Bild 6.25 ist ein Flichenplot des lokalen Auslastungsgrades fiir Volumenversagen bei einem In-
nendruck von p = 2.880 bar dargestellt. Der maximale Auslastungsgrad wird im oberflichennahen
Bereich der Kerbe erreicht. Jedoch kann unter Beriicksichtigung der verminderten Wechselfestigkeit
an der Oberfliche sowie des Einflusses der Oberflichentopografie die Oberfliche im Kerbbereich der
abgesetzten Bohrung als Anrissort identifiziert werden (Bild 6.26).

Fiir den Anrissort sind im Bild 6.27 die fiir die verschiedenen Druckschwingbreiten ermittelten
Wertepaare [p(7,);7,] dargestellt. Im Fall der ebenfalls dargestellten Dang-Van-Grenzline wurde
bereits der Einfluss der Oberflichentopografie faktoriell mit Fp beriicksichtigt. Die somit ableitbare
Dauerfestigkeit betragt Ap = S5, = 2.520 bar.

Zur Bestimmung der Dauerfestigkeit mit dem Fehlstellenmodell zeigt das Bild 6.28 ein Wahr-
scheinlichkeitsdiagramm. Die rechnerisch ermittelte mittlere Dauerfestigkeit (P4 = 50 %) betriigt
Ap = Sp = 3.010 bar und stimmt damit gut mit der experimentell bestimmten mittleren Dauer-
festigkeit von App eqp = 2.981 bar iiberein. Die aus dem Verhéltnis Sp/S, ableitbare statistische
Stiitzziffer betrigt ng = 1, 19.
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SDV13 SDV17
(Ave. Crit.: 75%) (Ave. Crit.: 75%)
+3.206e+02 +7.924e-01
+2.958e+02 +7.356e-01
+2.710e+02 +6.787e-01
+2.462e+02 +6.218e-01
+2.213e+02 +5.650e-01
+1.965e+02 +5.081e-01
+1.717e+02 +4.512e-01
+1.469e+02 +3.943e-01
+1.220e+02 +3.375e-01
+9.723e+01 +2.806e-01
+7.240e+01 +2.237e-01
+4.758e+01 +1.668e-01
.275e+01 .100e-01

Bild 6.24. Schubspannungsamplitude bei Bild 6.25. Lokaler Auslastungsgrad fiir Volu-
p=2.880 bar [MPa] menversagen bei p=2.880 bar

Bild 6.26. Strukturelement mit maximalem Auslastungsgrad der abgesetzten Bohrung
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6.3 Dauerfestigkeitsabschétzung einer Welle mit Querbohrung

6.3 Dauerfestigkeitsabschatzung einer Welle mit Querbohrung

6.3.1 Allgemeine Angaben

Im abschlieenden dritten Beispiel soll die Dauerfestigkeitsabschétzung fiir die im Bild 6.29 dar-
gestellte biegebeanspruchte Welle mit Querbohrung vorgestellt werden. Diese wurde experimentell

in [13] untersucht, wobei eine mittlere Dauerfestigkeit von Sp ¢zp = 300 MPa bei einem Spannungs-

verhéltnis von Rg = —1 ermittelt wurde.
A 90°
?_?:
|
\
| o8
A
N
N
o LN
e L 1
o o
2 &
100 100
136.5
273

Bild 6.29. Geometrie der Welle mit Querbohrung

Der Werkstoff und die Warmebehandlung der Welle mit Querbohrung sind mit denen des ersten Bei-
spieles (Abschnitt 6.1.1) identisch. Im Anschluss an die Warmebehandlung wurde die Randzone der
Welle mit Querbohrung bis zu einer Tiefe von 50 pm elektrolytisch abgetragen. Diese Schichtdicke
entspricht im Wesentlichen der Randoxidationstiefe, weshalb von einer Modellierung der Randoxi-

dation abgesehen werden konnte.

Unter Ausnutzung der Symmetrieeigenschaften ist die Modellierung eines Achtels der Welle mit
Querbohrung sowohl innerhalb der Simulation der Einsatzhértung als auch innerhalb der Dauerfe-
stigkeitsabschétzung ausreichend. Die bei der Beanspruchungsanalyse verwendete Art der Aufbrin-
gung des Biegemoments (Abschnitt 6.3.3.1) auf das Modell erforderte jedoch die Diskretisierung
eines Viertels der Welle mit Querbohrung. Im Bild 6.30 ist das allen Teilanalysen zugrunde gelegte
FE-Modell dargestellt, wobei die im Bild 6.29 dargestellte Senkung (Detail A) vernachlissigt wurde.
Einen Ausschnitt des FE-Netzes im Kerbbereich zeigt das Bild 6.31. Die Tabelle 6.8 enthélt eine
Zusammenstellung wesentlicher Geometriedaten des FE-Netzes sowie eine Zusammenstellung der

innerhalb der Teilanalysen verwendeten Elementtypen.

99



6.3 Dauerfestigkeitsabschéitzung einer Welle mit Querbohrung

NS «

1

.

1

=

3 Bild 6.31. Ausschnitt des FE-Netzes der Wel-
Bild 6.30. FE-Modell der Welle mit le mit Querbohrung mit Pfad fiir die
Querbohrung Auswertung

Tabelle 6.8. FE-Netz der Welle mit Querbohrung, Geometriedaten und Elementtyp der

Teilanalysen
Geometriedaten Elementtyp
Knoten 52.403 Diffusionsanalyse DC3D10
Elemente 34.158 Gekoppelte thermische Analyse und DC3D10
Kerbelement, Az [mm] 0,02 Phasentransformationsanalyse
Kerbelement, Az [mm] 0,02  Eigenspannungsanalyse C3D10H

Beanspruchungsanalyse C3D10M

6.3.2 Simulation der Einsatzhartung
6.3.2.1 Modellierung

Auf der gesamten Mantelfliche () 32 mm sowie an der Oberfliche der Querbohrung wurde eine
Randbedingung 3. Art unter Beriicksichtigung eines Stoffiibergangskoeffizienten der Aufkohlungs-
atmosphiire von 8 = 1,25 x 10~% mm/s [18,52] definiert. Die Massenstromdichte senkrecht zu den
beiden Symmetrieebenen (1 — x2 und 1 — z3) des Modells sowie der Ebene parallel zur 1 — xo-
Symmetrieebene ist gleich null. Somit wurde an diesen eine Randbedingung 2. Art definiert. Aus
numerischen Griinden betrug dabei die Massenstromdichte des Kohlenstoffs normal zur jeweiligen
Ebene jéA) = le — 15. Wie im ersten Beispiel wurde der Diffusionskoeffizient temperatur- und koh-
lenstoffkonzentrationsabhéngig nach Goldstein [145] definiert (Anhang A.1).

Auch innerhalb der thermischen Analyse wurde entlang der gesamten Mantelfliche () 32 mm sowie an
der Oberfliche der Querbohrung eine Randbedingung 3. Art definiert. Im Bild A.8 des Anhanges ist
die dabei beriicksichtigte temperaturabhéngige Verteilung des Warmeiibergangskoeflizienten o des

Abschreckoles dargestellt. Die Warmestromdichte senkrecht zu den beiden Symmetrieebenen (1 —x2
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und 1 —x3) des Modells sowie der Ebene parallel zur x; —z2-Symmetrieebene ist gleich null. Somit ist
wie bei der Diffusionsanalyse an diesen eine Randbedingung 2. Art definiert worden. Zur Bestimmung
der ZTU-Daten wurde das reaktionskinetische Modell von Li e.a. [55] unter Beriicksichtigung einer

Austenitkorngréfie von d, = 22,1 um verwendet (vgl. Beispiel 1, Abschnitt 6.1).

Die Nutzung der Symmetrieeigenschaften innerhalb der Eigenspannungsanalyse erforderte eine Fest-
haltung aller FE-Knoten auf der 1 — z9-Symmetrieebene in axialer sowie aller FE-Knoten auf der
x1 — x3-Symmetrieebene in zo-Richtung. Um Starrkérperbewegungen zu vermeiden, wurde zusétz-
lich die Verschiebung in z;-Richtung aller FE-Knoten auf der Symmetrielinie der Ebene parallel zur
21 — To-Symmetrieebene behindert. Der Faktor zur Steuerung des Anteils der Verfestigung 3 betrug
0,5.

6.3.2.2 Ergebnisse

Fiir den im Bild 6.31 dargestellten Netzausschnitt des FE-Netzes der Welle mit Querbohrung zeigt
das Bild 6.32 einen Flédchenplot der simulierten Kohlenstoffverteilung. Das Aufkohlen der Querboh-
rung als auch der Mantelfliche ) 32 mm fithrt im Verschneidungsbereich der Querbohrung mit der
Mantelfliche zu einem geometriebedingten Anstieg der Kohlenstoffkonzentration bereits in der er-
sten Aufkohlungsstufe und konnte innerhalb der zweiten Aufkohlungsstufe (Ausgleichsstufe) nicht

abgebaut werden.

Die Bilder 6.33 bis 6.35 zeigen die Phasenverteilungen am Ende des Einsatzhértens. Die unter-
schiedlichen Kohlenstoffkonzentrationen bedingen vornehmlich unterschiedliche Verteilungen des
Restaustenits sowie des Martensits. Mit zunehmendem Abstand von der aufgekohlten Oberfliche
nehmen die Kohlenstoffkonzentration und die Abkiihlgeschwindigkeit ab, wodurch die Phasenum-
wandlung auch bereits in der Zwischenstufe beginnt. Im Bild 6.34 ist die Konzentrationsverteilung
des Bainits dargestellt. Die im Bild 6.36 dargestellte Verteilung der Anlasshérte weist im Randbe-
reich um ca. 30 HV hohere Hértewerte als die Anlasshérte im ersten Beispiel (Abschnitt 6.1) auf.
Dies ist im Wesentlichen zuriickzufiihren auf die stark vergréferte Abkiihlgeschwindigkeit des dar-
gestellten Bereiches infolge des gleichzeitigen Warmeiibergangs beim Abschrecken an der Oberflache

der Querbohrung sowie der Mantelfliche @ 32 mm.

In den Bildern 6.37 bis 6.39 sind die simulierten Eigenspannungen, bezogen auf ein Zylinderkoor-
dinatensystem (7, ¢, z), dessen r-Achse mit der globalen x3-Achse identisch ist und dessen z-Achse
durch die Achse der Querbohrung gebildet wird, dargestellt. Einen Fliachenplot des resultierenden
hydrostatischen Spannungszustandes zeigt das Bild 6.40.
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(Ave. Crit.: 75%)
.769%e-01

Bild 6.32. Simulierte Kohlenstoffverteilung Bild 6.33. Simulierte Restaustenitverteilung
[Masse-%) (Volumenfraktion)
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Bild 6.34. Simulierte Bainitverteilung Bild 6.35. Simulierte Martensitverteilung
(Volumenfraktion) (Volumenfraktion)
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(Ave. Crit.: 75%)
+6.980e+02
+6.711e+02
+6.442e+02
+6.174e+02
+5.905e+02
+5.636e+02
+5.367e+02
+5.099e+02
+4.830e+02
+4.561e+02
+4.293e+02
+4.024e+02

.755e+02

Bild 6.36. Simulierte Verteilung der Vickers-Hérte
nach dem Anlassen

S, S11 (CSys-1) S, S22 (CSYsS-1)

(Ave. Crit.: 75%) (Ave. Crit.: 75%)
+1.318e+02 +2.290e+02
+9.439%9e+01 +1.649e+02
+5.702e+01 +1.008e+02
+1.965e+01 +3.667e+01
-1.772e+01 -2.743e+01
-5.509e+01 -9.154e+01
-9.245e+01 -1.556e+02
-1.298e+02 -2.197e+02
-1.672e+02 -2.838e+02
-2.046e+02 -3.479e+02
-2.419e+02 -4.120e+02
-2.793e+02 -4.761le+02
-3.167e+02 .403e+02

X o
ad A
Bild 6.37. Simulierte radiale Eigenspannung o, Bild 6.38. Simulierte =~ Umfangseigenspannung
[MPa] Tpp [MPal
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S, S33 (CSsys-1) SDvV14
(Ave. Crit.: 75%) (Ave. Crit.: 75%)
+2.100e+02 +1.374e+02
+1.587e+02 +9.923e+01
+1.073e+02 +6.111e+01
+5.597e+01 +2.298e+01
+4.614e+00 -1.514e+01
-4.674e+01 -5.327e+01
-9.810e+01 -9.139e+01
-1.495e+02 -1.295e+02
-2.008e+02 -1.676e+02
-2.522e+02 -2.058e+02
-3.035e+02 .439e+02
-3.549e+02 .820e+02
.062e+02 .201e+02

Bild 6.39. Simulierte axiale Eigenspannung o, Bild 6.40. Hydrostatischer ~Spannungszustand
[MPa] infolge Eigenspannungen [MPa]

6.3.3 Elastizitdtstheoretische Analyse
6.3.3.1 Modellierung

Der elastizitédtstheoretischen Analyse der Welle mit Querbohrung wurde wie im Fall des zweiten
Beispieles ein linear-elastisches Materialverhalten zugrunde gelegt. Dabei ist ein mittlerer Elasti-
zitédtsmodul von E = 200.000 N/ mm? sowie eine mittlere Querdehnzahl von v = 0, 3 beriicksichtigt

worden.

Die Festlegung der mechanischen Randbedingungen erfolgte analog zur Eigenspannungsanlyse (Ab-
schnitt 6.3.2.1).

Die Biegebeanspruchung wurde iiber ein Zug-Druck-Kriftepaar, diskretisiert als Flachenlast in der
Ebene parallel zur x1 — xo-Symmetrieebene, aufgebracht. Die Hohe der Flidchenlast wurde dabei so
gewihlt, dass die Nennspannung (Maximalspannung im Nettoquerschnitt ¢ 32 mm) 400 N/mm?
betrug. Desweiteren wurde eine stufenweise Lastaufbringung mit Inkrementen von 0,05 bei einem
Gesamtzeitschritt von 1 vereinbart. Somit war es moglich, Nennspannungsamplituden von 0 bis

400 MPa zu simulieren, wobei das Inkrement 20 MPa betrug.

6.3.3.2 Ergebnisse

Fiir den im Bild 6.31 dargestellten Pfad sind im Bild 6.41 die auf die Nennspannung bezoge-
nen Verldufe der Vergleichsspannungen nach der Normalspannungshypothese sowie nach der Ge-
staltdnderungsenergiehypothese dargestellt. Die ermittelten elastizitéitstheoretischen Vergleichsspan-
nungsformzahlen betragen nach der Normalspannungshypothese K, yg = 3,32 und nach der Ge-

stalténderungsenergiechypothese K, geg = 3,29.

Fiir die experimentell ermittelte Dauerfestigkeit zeigt das Bild 6.42 einen Flédchenplot der hydrosta-
tischen Spannung und das Bild 6.43 einen Flichenplot der Schubspannungsamplitude.
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Bild 6.41. Bezogene Vergleichsspannungsverldufe der Welle mit Querbohrung
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Bild 6.42. Hydrostatische Spannung bei Bild 6.43. Schubspannungsamplitude bei
So =300 MPa (Rg = —1) Se =300 MPa (Rg = —1)
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6.3.4 Dauerfestigkeitsabschatzung
6.3.4.1 Aligemeine Angaben

Die Tabelle 6.8 gibt eine Ubersicht zu den der Dauerfestigkeitsabschiitzung zugrunde gelegten Ein-
gangsgrofen, getrennt fiir die Oberfliche und das Volumen der Welle mit Querbohrung.

Tabelle 6.9. Eingangsgrofen der Dauerfestigkeitsabschitzung

Oberflache Volumen

Weibull-Exponent & [-] 35 35
Einschlussgrofie [pm)] 18 22.1
maximale Rauhtiefe R; [pm] 1 -
Bezugsprobe [mm? mm?3] 565 1.272

Da die Randzone elektrolytisch abgetragen wurde, ist ein einheitlicher Weibull-Exponent & fiir
das Oberflichen- und Volumenversagen festgelegt worden. Der Wert selbst wurde Literaturda-
ten [13,14,149] entnommen. Die Ermittlung der lokalen Wechselfestigkeit erfolgte nach dem Ansatz
von Murakami [90]. Die Festlegung der Einschlussgrofie an der Oberflédche sowie im Volumen der Wel-
le mit Querbohrung orientierte sich an der innerhalb der Wirmebehandlung beriicksichtigten Aus-
tenitkorngréfle. Der Einfluss der Oberflichentopografie auf die Dauerfestigkeit wurde vernachléssigt.

Die Bezugsprobe ist in [90] beschrieben.

6.3.4.2 Ergebnisse

Im Bild 6.44 ist ein Fldchenplot des lokalen Auslastungsgrades fiir Volumenversagen bei einer Nenn-

spannungsamplitude von S, = 300 MPa (Rg = —1) dargestellt.

Bild 6.44. Lokaler Auslastungsgrad fiir Volu-
menversagen bei S, = 300 MPa
(Rs =-1)

Fiir diese Nennspannungsamplitude ist der Auslastungsgrad fiir Oberflichenversagen um ca. 5 %

106



6.3 Dauerfestigkeitsabschétzung einer Welle mit Querbohrung

geringer. Damit kann das Volumen im Kerbbereich der Welle mit Querbohrung als Anrissort identi-

fiziert werden. Eine Gegeniiberstellung beider Auslastungsgrade auf der Grundlage des im Bild 6.31
dargestellten Pfades zeigt das Bild 6.45.
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Bild 6.45. Gegeniiberstellung der Auslastungsgrade bei S, = 300 MPa (Rg = —1)
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Fiir den Anrissort sind im Bild 6.46 die fiir die verschiedenen Nennspannungsamplituden ermittelten

Wertepaare [p(7,); 7o) dargestellt. Die somit ableitbare Dauerfestigkeit betrigt S, = 228 MPa.
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Bild 6.46. Dang-Van-Darstellung fiir Wertepaare [p(7,);7,] verschiedener Nennspannungsamplituden S,

(Rs = —1)
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6.3 Dauerfestigkeitsabschétzung einer Welle mit Querbohrung

Das Bild 6.47 zeigt zur Bestimmung der Dauerfestigkeit mit dem Fehlstellenmodell ein Wahr-
scheinlichkeitsdiagramm. Die rechnerisch ermittelte mittlere Dauerfestigkeit (P4 = 50 %) betriigt
S = Sp = 269 MPa bei einem Spannungsverhiltnis von Rg = —1 und weicht damit um ca. 10 %
von der experimentell bestimmten mittleren Dauerfestigkeit von Sp ¢zp = 300 MPa (Rg = —1) ab.
Die aus dem Verhéltnis Sp/S, ableitbare statistische Stiitzziffer betrégt ngy=1,18.
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Bild 6.47. Wahrscheinlichkeitsdiagramm
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Ziel dieser Arbeit war es, unter Verwendung der FE-Methode, die Einsatzhirtung von Bauteilen
zu simulieren und deren Dauerfestigkeit abzuschétzen. Dabei wurden die wesentlichen Ergebnisse
der Wirmebehandlungssimulation wie die Eigenspannungs- und Hérteverteilung als neue Ausgangs-
groffen der Dauerfestigkeitsabschitzung verwendet. In dieser Arbeit konnte damit erstmals ein in
sich geschlossenes werkstoffmechanisches Dauerfestigkeitskonzept einsatzgehérteter Bauteile erar-

beitet werden.

Zur Simulation des Einsatzhértens sind neben der Kohlenstoffverteilung auch die ortlichen und zeit-
lichen Entwicklungen der Temperaturen, der Phasentransformationen sowie der Spannungen und
Dehnungen im Bauteil wiahrend des Abkiihlens zu bestimmen. Simultan miissen dabei thermische,
metallurgische sowie mechanische Interaktionen beriicksichtigt werden. Zusétzlich ist der Einfluss
der Legierungszusammensetzung und des Kohlenstoffgehaltes auf die mechanischen und thermo-
physikalischen Materialeigenschaften sowie das Phasentransformationsverhalten zu beriicksichtigen.
Die Simulation der Einsatzhértung kann somit in zwei Teilanalysen, eine Diffusionsanalyse sowie
eine gekoppelte thermometallurgische-thermomechanische Analyse des Abkiihlvorganges, unterteilt

werden.

Wihrend des Aufkohlens beeinflussen die Legierungselemente die Aktivitit des Kohlenstoffs im Stahl
und damit die Verteilung des Kohlenstoffs im Bauteil. In Form des Legierungsfaktors wurde dieser
Effekt innerhalb der Diffusionsanalyse berticksichtigt. Die Losung der partiellen Differentialgleichung
des Konzentrationsfeldes muss verschiedenen Grenzbedingungen, drei Randbedingungen und einer
Anfangsbedingung, geniigen. Durch die entsprechende Wahl der Randbedingungen wurden die heute
am weitesten verbreiteten Aufkohlungsverfahren des Gas- und des Niederdruckaufkohlens dargestellt.
Der Einfluss der Kohlenstoffgrundkonzentration auf die Diffusion des Kohlenstoffs im Bauteil ist

durch die Definition einer entsprechenden Anfangsbedingung beriicksichtigt worden.

Die Abhéngigkeit der thermomechanischen Materialeigenschaften von der Gefiligezusammensetzung
und das Auftreten von Umwandlungswérmen erfordern die strikte Kopplung der Phasentransfor-
mationsanalyse mit der thermischen Analyse. Ahnlich der Diffusionsanalyse wurden im Fall der
thermischen Analyse durch die Definition verschiedener Grenzbedingungen der Wirmeiibergang
zwischen Bauteil und Abkiihlmedium sowie die Anfangstemperaturverteilung (Hértetemperatur)

diskretisiert.

Nur durch die Verwendung analytischer ZTU-Daten war es moglich, das Phasentransformations-
verhalten entsprechend der Konzentrationsverteilung des Kohlenstoffs im Bauteil sowie der Legie-
rungszusammensetzung des Einsatzstahles zu definieren. Mit diesen analytischen ZTU-Daten war es
auch moglich, die Auswirkungen einer Randoxidation auf das Transformationsverhalten quantita-

tiv zu erfassen. Der Phaseniibergang der diffusionsgesteuerten Umwandlungen bei kontinuierlicher
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Abkiihlung wurde mit Hilfe der Additivitatsregel von Scheil, der Phaseniibergang der diffusionslosen

martensitischen Umwandlung mit der Koistinen-Marburger-Gleichung beschrieben.

Innerhalb der Figenspannungsanalyse werden die totalen Dehnungen unter der Annahme berech-
net, dass sich die elastischen, plastischen, thermischen, transformationsinduzierten und transforma-
tionsinduzierten plastischen Dehnungen additiv zusammensetzen. Die transformationsinduzierten
plastischen Dehnungen sind auch dann zu beriicksichtigen, wenn die momentane temperatur- und

phasenkompositionsabhéngige FlieBgrenze nicht tiberschritten wird.

Wesentlich fiir das neuartige Konzept zur Abschitzung der Dauerfestigkeit einsatzgehirteter Bauteile
ist, dass die simulierten Verteilungen der Eigenspannungen und der Hirte als neue Ausgangsgréfien

verwendet werden und die Bauteildauerfestigkeit mit dem Fehlstellenmodell ermittelt wird.

Das Fehlstellenmodell basiert auf der Betrachtung von statistisch im Werkstoff verteilten Fehlstel-
len, welche bei entsprechender Beanspruchung das Bauteilversagen auslésen kénnen. Damit wird
die Festigkeit als Zufallsgrofle betrachtet. Fiir den Sonderfall der Dauerfestigkeit wurde gezeigt,
dass ausgehend von der Verteilung der grofiten Fehlstellen auf die Weibull-Verteilungsfunktion der

Wechselfestigkeit im Bauteil geschlossen werden kann.

Die Einsatzhértung fithrt im Bauteil zu einer inhomogenenen Eigenspannungs- und Festigkeitsver-
teilung. Diese Verteilungen iiberlagern sich im Betrieb mit inhomogenen Spannungsverteilungen
infolge der &ufleren zyklischen Beanspruchung. Die Simulation der Dauerfestigkeit erfordert da-
her die Betrachtung von Volumen- und Oberflichenelementen mit anndhernd konstanten Werten
der genannten Verteilungen. Aus deren Einzeliiberlebenswahrscheinlichkeiten wird die Uberlebens-
wahrscheinlichkeit des Bauteils bestimmt. Die mittlere Dauerfestigkeit des Bauteils entspricht einer
Uberlebenswahrscheinlichkeit von 50 %.

Innerhalb des Konzeptes zur Simulation der Dauerfestigkeit einsatzgehérteter Bauteile wird der Ein-
fluss der Spannungsmehrachsigkeit in Form des Dang-Van-Schwingfestigkeitskriteriums beriicksich-
tigt. Im Vergleich zu klassischen Vergleichsspannungshypothesen ist es ausschlieflich nur mit diesem
Kriterium moglich, zyklische Phéanomene und die im Allgemeinen mehrachsigen Eigenspannungs-
zustdnde zu erfassen. Die Parameter der Grenzlinie des Dang-Van-Schwingfestigkeitskriteriums,
Schubwechselfestigkeit und hydrostatische Empfindlichkeit, wurden durch Riickrechnung des Werk-

stoff-Haigh-Diagramms bestimmt.

Die Werkstoffwechselfestigkeit wird basierend auf der simulierten Hérteverteilung bestimmt. Insbe-
sondere harte Schichten sind zunehmend empfindlicher gegeniiber inneren Kerben. Damit ist der Ein-
fluss des Gefiiges auf die Beziehung zwischen Hérte und Wechselfestigkeit nicht mehr vernachléssig-
bar. Dieser Einfluss kann durch den bruchmechanischen Wechselfestigkeitsansatz von Murakami

berticksichtigt werden.

Der Einfluss der Oberflichentopografie auf die Wechselfestigkeit wird durch empirisch ermittelte
Abminderungsfaktoren beriicksichtigt.

Zur Durchfiihrung der Simulation des Einsatzhértens sowie der Dauerfestigkeitsabschitzung einsatz-
gehirteter Bauteile wurde in dieser Arbeit das Subroutine-System ANTRI fiir das FE-Programm

ABAQUS entwickelt. Es ist auf dreidimensionale und axialsymmetrische Bauteile anwendbar. Die
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7 Zusammenfassung und Ausblick

Implementation der Warmebehandlung besteht aus der Diffusionsanalyse, der thermischen Analyse
und der Phasentransformationsanalyse, die miteinander gekoppelt sind, sowie der Eigenspannungs-
analyse. Die Vorteile von ANTRI gegeniiber kommerziell verfiigbarer Software zur Wérmebehand-
lungs- bzw. Lebensdauersimulation sind sein modularer Aufbau und die damit verbundene hohe

Flexibilitdt in Bezug auf den Austausch verschiedener Modellansétze, z.B. zu Validierungszwecken.

Die Verifikation des Subroutine-Systems ANTRI erfolgte anhand von drei Beispielen. Beispiel 1 zeigte
die Einsatzhéirtung eines Zylinders, Beispiel 2 die Einsatzhértung und Dauerfestigkeitsabschitzung
einer innendruckbeanspruchten abgesetzten Bohrung und Beispiel 3 die Einsatzhartung und Dau-
erfestigkeitsabschitzung einer biegebeanspruchten Welle mit Querbohrung. Fiir alle drei Beispiele
wurde eine sehr gute Ubereinstimmung zwischen experimentell ermittelten Daten und simulierten
Daten festgestellt. Die maximale Abweichung der simulierten Dauerfestigkeit von der experimentell
ermittelten Dauerfestigkeit liegt im Fall der abgesetzten Bohrung bei 1 % und im Fall der Welle mit
Querbohrung bei 10 %. Die durchgefiihrte Verifikation zeigt die prinzipiell sehr hohe Leistungsfihig-

keit des Subroutine-Systems ANTRI sowie des entwickelten Bemessungskonzeptes.

Die Austenitkorngrofie beeinflusst das Phasentransformationsverhalten des Einsatzstahles. Innerhalb
der dargestellten Beispiele wurde die Austenitkorngréfie auf der Grundlage durchgefiihrter metallo-
grafischer Untersuchungen festgelegt. In fortfithrenden Arbeiten sollte daher eine Simulation der Aus-
tenitkorngrofle durchgefithrt und innerhalb der Phasentransformationsanalyse beriicksichtigt werden.
Damit der Einfluss von metallurgisch-mechanischen Interaktionen wie beispielsweise die Beeinflus-
sung des Phasentransformationsverhaltens durch den Eigenspannungszustand untersucht werden
kann, ist ferner der Vorgang des Abkiihlens als gekoppelte thermometallurgisch-thermomechanische

Teilanalyse in die FEM zu implementieren.

Weiterhin sollte in kiinftigen Arbeiten die Anwendbarkeit des in dieser Arbeit mit Erfolg angewen-
deten Wechselfestigkeitsansatzes von Murakami auf andere thermochemische Randschichtverfesti-

gungsverfahren untersucht werden.
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A Eingabedaten der Eigenspannungssimulation

A.1 Thermophysikalische Werkstoffkennwerte

o Diffusionskoeffizient von Kohlenstoff in Austenit nach Tibbets [148]

47(exp(—1,60 ) — 37000 — 6600 c¢)
D¢ = Al
c BT (A1)
D¢ — in [mm?/s]

cc — Kohlenstoffgehalt in [Masse-%)]

R — Gaskonstante 1,986 cal/K/mol
T — Temperatur in [K]

e Diffusionskoeffizient von Kohlenstoff in Austenit nach Goldstein e.a. [145]

Dgr — (0:07+(0,06¢c) ;xg(—Q/(R T))) - 100 (A2)

D¢ — in [mm?/s]
cc — Kohlenstoffgehalt in [Masse-%)|
R — Gaskonstante 1,986 cal/K/mol
T — Temperatur in [K]
@ — Aktivierungsenergie 32000 cal/mol

e Dichte bei 20 °C pyo fiir Stéhle nach Eckstein [17]

20 =7860 + 40C + 73Si—16Mn — 117P — 164S + Cr+ (43)
11Cu + 4Ni + 95W — 120Al1 '

pao — in [kg/m’]

e Temperaturabhéngige Dichte p fiir Stidhle nach Eckstein [17]

£20
_ Ad
P=1%3aT (A4)
p—in [kg/m’|

a — Thermischer Ausdehnungskoeffizient in [1/K]

T — Temperatur in [°C]
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A FEingabedaten der Eigenspannungssimulation

e Wirmeleitfihigkeit A fiir Austenit nach Richter und Eckstein [17,150]

0,02182 5,718
PET PET
A — in [W/m/K]

A

T — Temperatur in [K]

per — Temperaturabhéngiger spezifischer elektrischer Widerstand in [ m]

o Wirmeleitfihigkeit \ fiir Ferrit, Perlit, Bainit und Martensit nach Richter und Eckstein [17,150]

_ 0,02985 T4 1,674

A (A.6)
PET PET
A — in [W/m/K]
T — Temperatur in [K]
per — Temperaturabhéngiger spezifischer elektrischer Widerstand in [ m]
e Spezifische Wérmekapazitiit ¢, fiir Austenit nach Richter [151]
cp =454 +0,388T —3,219-107*T% 41,090 - 107" T3 (A7)

¢ — in [J/ke/K]
T — Temperatur in [°C]

e Spezifische Wirmekapazitit ¢, fiir Ferrit, Perlit, Bainit und Martensit nach Eckstein [17]

cp =422 +0,331 —2,142- 1073 7% 2,640 - 1076 73 (A.8)
¢p =21 Az + 20T — 21T — 22A01)/(Aes — Acr) (A.9)
21 =422+ 0,931 Ay +2,142- 1073 A% + 2,640 - 1076 42,

29 = 0,265 Agz + 0,352

Az <T <1200°C: ¢, =0,265 Az + 352 (A.10)
cp — in [J/kg/K]

20°C < T < Ael
Ael <T < Ae3

T — Temperatur in [°C]

e Spezifischer elektrischer Widerstand pgog bei 20 °C fiir Ferrit, Perlit, Bainit und Martensit
nach Eckstein [17]

prE20 =0,0011 4 0,283C + 0,17Si + 0,0387Mn — 0, 12955 + 0, 0702A1+

(A.11)
0,00272Cr + 0, 0335Cu + 0, 0333Mo + 0, 0193Ni

PE20 — in [Q m]
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A FEingabedaten der Eigenspannungssimulation

e Temperaturabhéngiger spezifischer elektrischer Widerstand pgp fiir Stéhle nach Eckstein [17]

20°C < T <800°C:  ppr =1,026 pmag + 1,4- 1073 T—
1,3-103pgao T — 0,028
800°C < T < 1200°C:  ppr =3,8-107*T 40,8
pET— in [Qm)]

T— Temperatur in [°C]

e Mittlerer thermischer Ausdehnungskoeffizient « fiir Stéhle nach Eckstein [17]

20°C<T

Aa: a=(11,4+8,230-107°T +4,8-107°7%)/10°
Aq < T :

Az o= ((21 Aes + 20T — 1T — 29A¢1)/(Aes — Ael))/106
21 =11,448,230- 1073 A,y +4,8-107° A3,
29 = 0,007 Az + 6,4

Aez < T <1200°C:  a = (0,007T + 6,4)/10°

o — in [1/K]

<
<

T — Temperatur in [°C]

(A.12)

(A.13)

(A.16)
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A FEingabedaten der Eigenspannungssimulation

A.2 Thermomechanische Werkstoffkennwerte

2,2x10°

2,0x10°

1,8x10°

1,6x10°

pe—c

—
.=

1,4x10°

1,2x10° F———=—==

- - -k=2-5,0,20% C
-----k=2-5,0,40 % C

Warmeausdehnungskoeffizient o [1/K]

1,0x10°

8,0x10°

—-—-k=2-5,0,60% C
-----k=2-5,0,70% C

0 100

T T
200 300 400 500 600 700 800
Temperatur T [°C]

Bild A.1. Wirmeausdehnungskoeffizient nach Hildenwall [7]

e Transformationsdehnungen

Tabelle A.1. Transformationsdehnungen nach Sjostrom [8]

Kohlenstoffgehalt [Masse-%]

Transformation k =1 — k e []

0,18
0,18
0,39
0,39
0,58
0,58
0,74
0,74

k=2,3,4 0,0081
k=5 0,0082
k=2,3,4 0,0074
k=5 0,0086
k=2,3,4 0,0071
k=5 0,0092
k=2,3,4 0,0069
k=5 0,0098

k = 1 — Austenit

k=2 —Ferrit k=3 — Perlit k£ =4 — Bainit k =5 — Martensit

€l nach Aubry [72]

o' —a+e

tr

_ 0,004 — 0,0057 cc + 0,003 cz,

Col—acte = 95 391+ 0,542 e — 0,008 ¢2,

Etr

o’ —a+e

— in []

cc — Kohlenstoffgehalt in [Masse-%)]

900

(A.17)
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A FEingabedaten der Eigenspannungssimulation

Elastizitatsmodul E [MPa]

Streckgrenze o, [MPa]

2,3x10° -
20410 —~——_ =g 0,45
1,8x10° T~ BN 0,40
h ~
1,5x10° \ hRNIA 0,35
\ N .

i U N EE R
1,3X10 ............................ ° \ ~ N 0’30

5 \ ° 0,25
1,0x10 J . |

AN

7,5x10" \\ »

4 —E, k=1 \
50x10° - - - k=25 Joss

””” v, k=1-5

R S A 0,10

T T
0 100 200 300 400 500 600 700 800 900
Temperatur T [°C]

Bild A.2. Elastizitdtsmodul und Querdehnzahl nach Sjéstrom [8]

100 3,5x10°
90 o
--___H — - 3,0x10°
80 -
70 /4 —~t \\ L2 5x10°
(e} ~ N )
60 / % o \

N
/ S ~ \
50 ~ AN 2,0x10°

40 N
S AN \ 3
30 NI . 1,5x10
N

20 = 3
~1,0x10

10
0 5,0x10°

0 100 200 300 400 500 600 700 800 900
Temperatur T [°C]

Bild A.3. Streckgrenze und Verfestigungsmodul des Austenits nach Sjostrom [8]

Querdehnzahl v [-]

Verfestigungsmodul H [MPa]

132



A FEingabedaten der Eigenspannungssimulation

450 7,0x10*
400 — 6,0x10"
7
7
1 T
350 —(2) - 5,0x10* o
T oy e =
G =
S a7 T
= 300 - 4,0x10° 5
o] i '8
7

N < 5
& 250 PRt 3,0x10° &
o , S
% P e
0] 4 .
£ 200 - 2,0x10* §
n P 7 \ ‘©
O
Ve H(Z) >

150 L 1,0x10*

7
7 N
e
100 0,0
0 100 200 300 400 500 600 700

Temperatur T [°C]
Bild A.4. Streckgrenze und Verfestigungsmodul des Ferrits nach Sjostrom [8]

500 2,0x10*

450

o S R
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o
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300 v N
' N - 5,0x10°

Streckgrenze o, [MPa]
/
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Bild A.5. Streckgrenze und Verfestigungsmodul des Perlits nach Sjostrom [8]
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A FEingabedaten der Eigenspannungssimulation

1400 3,0x10*
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— %
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N T e
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Bild A.6. Streckgrenze und Verfestigungsmodul des Bainits nach Sjéstrom [8]
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Bild A.7. Streckgrenze und Verfestigungsmodul des Martensits nach Sjdstrom [§]

134



A FEingabedaten der Eigenspannungssimulation

A.3 Parameter der Randbedingungen

3000
2750 N

2500 / / \
2250

2000 / \
1750 \

1500

1250 \

1000 A \
/

750
500 d \

250 pd

0
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Warmeubergangskoeffizient o [W/(m?2K)]

Bild A.8. Wirmeiibergangskoeffizient o« von Abschrecksl nach Maniruzzaman e.a. [146]
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Bild A.9. Wéarmeiibergangskoeffizient « verschiedener Gase in Abhéingigkeit vom Gasdruck nach Lohrmann
e.a. [41]
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