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Zusammenfassung
Ziel dieser Arbeit ist die Einstellung eines vorteilhaften Druckeigenspannungsprofils in warmumgeformten Bauteilen durch
intelligente Prozessführung mit angepasster Abkühlung aus der Schmiedewärme. Die Machbarkeit und das Potenzial wer-
den an einem Warmumformprozess, bei dem zylindrische Proben mit exzentrischer Bohrung bei 1000°C umgeformt
und anschließend aus der Schmiedewärme im Wasser abgekühlt werden, aufgezeigt. Vorige Arbeiten zeigen, dass sich
Zugeigenspannungen in den derartig umgeformten Proben aus dem Material 1.3505 einstellen. Mittels der vorgestellten
mehrskaligen FE-Modelle, wird in dieser Arbeit eine alternative Prozessvariante analysiert, mit der vorteilhafte Druck-
eigenspannungen anstelle von Zugeigenspannungen durch eine angepasste Abkühlung aus der Umformwärme in den
Proben erzeugt werden können. Die angepasste Kühlung wird durch eine partielle Beaufschlagung der Proben mit einem
Wasser-Luft-Spray erreicht. Auf diese Weise kann die lokale Plastifizierung durch inhomogene Verzerrungen aufgrund
thermischer und umwandlungsinduzierter Effekte beeinflusst werden, um letztlich das Eigenspannungsprofil individuell
zu gestalten. Die wissenschaftliche Herausforderung dieser Arbeit besteht darin, unterschiedliche Eigenspannungen in der
Oberfläche der Proben zu erzeugen, während die geometrischen und mikrostrukturellen Eigenschaften gleichbleiben. Es
wird nachgewiesen, dass eine Beeinflussung der Eigenspannungen und sogar die Umkehr des Spannungsvorzeichens allein
durch eine geschickte Prozessführung beim Abkühlen möglich ist.
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Numerical process design for targeted residual stress adjustment in hot bulk formed components
taking into account macro- andmicroscale

Abstract
The aim of this work is the adjustment of an advantageous compressive residual stress profile in hot-formed components
by intelligent process control with tailored cooling from the forging heat. The feasibility and potential are demonstrated
in a hot forming process in which cylindrical specimen with an eccentric hole are formed at 1000°C and subsequently
cooled in water from the forging heat. Previous work shows that tensile residual stresses occur in the specimen formed in
this way from the material 1.3505. Using the presented multi-scale FE models, an alternative process variant is analysed in
this work, where advantageous compressive residual stresses can be generated instead of tensile residual stresses through
tailored cooling from the forming heat in the specimen. The tailored cooling is achieved by partially exposing the specimen
to a water-air spray. In this way, the local plastification can be influenced by inhomogeneous strains due to thermal and
transformation-induced effects in order to customise the resulting residual stress distribution. The scientific challenge of
this work is to generate different residual stresses in the surface of the specimen without changing the geometrical and
microstructural properties. It is demonstrated that influencing the residual stresses and even reversing the stress sign is
possible using smart process control during cooling.

1 Aktuelle Potenziale zur
Eigenspannungsbeeinflussung in
Schmiedebauteilen

Eigenspannungen können im Hinblick auf die Betriebs-
festigkeit das zyklische Verformungsverhalten verändern,
die Rissentstehung fördern oder verzögern, die Rissaus-
breitung beschleunigen oder verlangsamen und sich vor-
teilhaft oder nachteilig auf die Ermüdungslebensdauer und
die Dauerfestigkeit auswirken [1]. Insbesondere im oberflä-
chennahen Bereich sind Zugeigenspannungen unerwünscht,
da sie die Bildung und Ausbreitung von Rissen begünsti-
gen und damit die Ermüdungslebensdauer verringern [2].
Untersuchungen von Löhe et al. zeigen dagegen, dass die
Ermüdungslebensdauer von Proben in zyklischen Biegever-
suchen durch Druckeigenspannungen, welche mit Oberflä-
chenbehandlungsverfahren wie Kugelstrahlen erzeugt wur-
den, deutlich erhöht werden kann [3]. In der Arbeit von
Pape et al. wird das Potenzial von fertigungstechnisch er-
zeugten Druckeigenspannungen zur Verzögerung von ermü-
dungsbedingten Lagerausfällen belegt [4]. Im Allgemeinen
sind daher in hochbeanspruchten Bauteilbereichen Druck-
eigenspannungen möglichst parallel zur höchsten Zugspan-
nung – welche infolge äußerer Lasten auftreten können und
rissöffnend wirken – anzustreben. Aus Gleichgewichtsgrün-
den ist die Entstehung von Zugeigenspannungen an anderer
Stelle unvermeidlich, sodass diese in weniger beanspruchte
Bauteilbereiche verlagert werden sollten.

Aktuelle Fertigungsverfahren zielen bereits auf die Er-
zeugung eines derartigen vorteilhaften Eigenspannungs-
profils ab, wobei die Prozessketten jedoch um zusätzliche
zeit-, kosten- und energieintensive Prozessschritte – wie
das mechanische Verfahren Kugelstrahlen [5] oder das
dem Schmiedeprozess nachfolgende Induktionshärten [6] –
ergänzt werden müssen [7]. Untersuchungen im Bereich

der Warmumformung aus den letzten Jahren zeigen das
Potenzial einer Integration der Wärmebehandlung in den
Schmiedeprozess für die gezielte Einstellbarkeit der Gefü-
geeigenschaften bei gleichzeitiger Kosteneinsparung durch
die verkürzte Prozesskette [8]. In der Folge erscheint
auch die vollständige Integration der Wärmebehandlung
zwecks Optimierung der Eigenspannungen in die Schmie-
deprozesskette vielversprechend, um die Prozesskosten zu
verringern und die Produktqualität zu verbessern. Unklar
ist bislang, inwiefern eine Eigenspannungsmodifikation im
Bauteil durch die Prozessführung möglich ist, wobei die
gewünschten Geometrie- und Gefügeeigenschaften beibe-
halten werden.

Vor dem Hintergrund des enormen Potentials zur Ver-
besserung der Bauteileigenschaften sowie auch der Zeit-
und Kosteneinsparungen durch eine verkürzte Schmiede-
prozesskette ist die Motivation, die Entwicklung und Be-
einflussbarkeit der Eigenspannungen im Warmumformpro-
zess zu untersuchen. Aufgrund der zahlreichen Einfluss-
parameter, Materialphänomene und deren Wechselwirkun-
gen in der Warmumformung ist eine rein experimentelle
Prozessbetrachtung jedoch nicht zielführend. Computerge-
stützte Analysen basierend auf der Finiten Elemente Metho-
de (FEM) bieten dagegen eine wirtschaftliche Möglichkeit
zur durchgängigen Prozessanalyse und -auslegung [9]. So
lassen sich mit numerischen Methoden verschiedene Pro-
zessszenarien simulieren und dabei auch die zeitlich und
örtlich aufgelösten Zustandsdaten während des Prozesses
analysieren, was im Experiment nur eingeschränkt möglich
ist.

Zu diesem Zweck wurden bereits in vorherigen Arbei-
ten mehrskalige FE-Simulationsmodelle für den Werkstoff
1.3505 erstellt und anhand von verschiedenen experimentel-
len Prozessszenarien mit der Abkühlung von der Warmum-
formtemperatur in Luft oder Wasser validiert [10]. Es zeigte
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sich, dass in dem untersuchten experimentellen Demons-
tratorprozess bei einer Abkühlung in Wasser ausschließlich
unerwünschte Zugeigenspannungen an der Bauteiloberflä-
che entstehen. Der Fokus dieser Arbeit liegt auf der ge-
zielten Optimierung des Demonstratorprozesses zur Erzeu-
gung von Druckeigenspannungen im finalen Bauteil durch
den Einsatz der entwickelten FE-Simulationsmodelle. Da-
bei soll die Modifikation der Eigenspannungen vollständig
in den Warmumformprozess integriert werden.

In Abschn. 2.1 wird der zu Forschungszwecken ent-
wickelte Demonstratorprozess vorgestellt. Darüber hinaus
werden in Abschn. 2.2 werden die Herausforderungen hin-
sichtlich der Anlagentechnik für eine gesteuerte Abkühlung
sowie in Abschn. 2.3 die Anforderungen an die numeri-
schen Modelle aufgezeigt. In Kap. 3 werden die in die-
ser Arbeit eingesetzten numerischen Modelle präsentiert.
Die Ergebnisse der virtuellen Prozessoptimierung werden
in Kap. 4 beschrieben und experimentellen Untersuchun-
gen gegenübergestellt. Abschließend folgt in Kap. 5 eine
Zusammenfassung des Artikels sowie ein Ausblick auf zu-
künftige Untersuchungen.

Abb. 1 Ausgangsgeometrie der
untersuchten Proben (a), sche-
matische Darstellung der mit
Thermoelementen präparierten
Probe in einer Thermobox (b),
die Messpunkte MP1 bis MP6
auf mittlerer Höhe der Probe (c)
sowie röntgenografisch ermittel-
te Zugeigenspannungen an MP
1 und MP6 nach Wasserabküh-
lung (d), [11]
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2 Herausforderungen bei der Modifikation
von Eigenspannungen in thermo-
mechanisch gekoppelten Prozessen

2.1 Demonstratorprozess der Warmumformung

Für die Entwicklung und Evaluierung der FE-Modelle wur-
de von den Autoren ein Demonstratorprozess der Warmum-
formung entworfen [11]. In diesem Prozess werden die in
Abb. 1a gezeigten zylindrischen Proben mit einer exzen-
trischen Bohrung auf 1000°C erwärmt und anschließend
innerhalb der in Abb. 1b dargestellten Thermobox mit dem
Umformsimulator DYNSJ5590 um 22mm mit 200mm/s
gestaucht. Daraufhin erfolgt die Abkühlung der Proben. Für
die spätere Untersuchung von Gefüge und Eigenspannun-
gen der Probe werden die Messpunkte (MP) 1 bis 6 auf
mittlerer Höhe der Probe entsprechend Abb. 1c definiert.
Die exzentrische Bohrung in der verwendeten zylindrischen
Probe sorgt für eine inhomogene Spannungsverteilung im
gesamten Probenquerschnitt. Auf diese Weise lässt sich ein
komplexer Verlauf der Eigenspannungen untersuchen, wie
er auch in industriellen Bauteilen vorkommen könnte. Die-
ser Demonstratorprozess kann genutzt werden, um nume-
rische Modelle durch Abgleich der Eigenspannungswerte
zu validieren. So wurde das in Abschn. 3.1 vorgestellte
FE-Simulationsmodell über experimentelle röntgendiffrak-
tometrische Untersuchungen für die Abkühlung in Luft oder
Wasser validiert. Dabei stellte sich heraus, dass bei der Ab-
kühlung an Luft geringe Druckeigenspannungen im Bereich
<50MPa und bei der Abkühlung in Wasser, siehe Abb. 1d,
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Zugeigenspannungen von 216MPa an MP1 und 138MPa
an MP6 entstehen [10].

Der Fokus der Arbeit liegt auf einer gezielten Änderung
der Zugeigenspannungen in Druckeigenspannungen durch
eine Prozessmodifikation. Dabei sollen lediglich die Eigen-
spannungen verändert werden und die finale Bauteilgeome-
trie sowie das resultierende Gefüge denen des Referenzpro-
zesses mit Wasserabkühlung entsprechen. Auf diese Weise
wird sichergestellt, dass die Veränderung der Eigenspan-
nungen nur im angepassten Prozess und nicht in veränderten
Materialeigenschaften begründet ist. Die Eigenspannungen
werden somit gezielt durch die Steuerung der lokalen Pla-
stifizierung durch inhomogene Verzerrungen aufgrund von
thermischen und umwandlungsinduzierten Belastungen be-
einflusst. Neben der generellen Einstellbarkeit vorteilhafter
Druckeigenspannungen können abschließend auch die FE-
Modelle hinsichtlich ihrer Einsatzfähigkeit validiert wer-
den.

2.2 AnlagentechnischeAnforderungen

Während der Abkühlung aus der Umformwärme entwickeln
sich die finalen Eigenspannungen im Material in Abhän-
gigkeit von den thermischen und umwandlungsinduzier-
ten Verzerrungen. Die Arbeiten [12, 13] und [14] haben
gezeigt, dass eine Spraykühlung mit einem Luft-Wasser-
Gemisch zur gezielten Steuerung des Temperaturverlaufes
nach dem Schmieden geeignet ist. Das Ziel lag darin, ei-
ne sogenannte Best-Yield (BY) Behandlung durchzufüh-
ren, bei der die gewünschten Werkstoffeigenschaften über
den maßgeschneiderten Temperatur-Zeit-Verlauf eingestellt
werden. Der Vorteil der Spraykühlung liegt in der indivi-
duellen Anpassbarkeit der Spraykegel sowohl örtlich als
auch zeitlich. So lassen sich einzelne Düsen auf bestimmte
Bauteilpartien ausrichten, um eine lokale Abkühlung zu er-
zeugen. Darüber hinaus lassen sich die Düsen zeitgesteuert
nach Bedarf ein- und ausschalten, um etwa nach dem Här-

0

5000

10000

15000

20000

25000

30000

0 200 400 600 800 1000

W
är

m
eü

b
er

g
an

g
sk

o
ef

fi
zi

en
t

H
T

C
in

 W
m

-2
K

-1

Temperatur T in C

Düse

Wasserschlauch

Druckluftschlauch

Probe

Wasser-Luft-

Sprühkegel

Düsenträger

Gestell

a b

Abb. 2 Wasser-Luft-Spraykühlung für maßgeschneiderte Kühlung aus der Schmiedewärme (a) sowie temperaturabhängige Wärmeübergangsko-
effizienten (HTC) der Spraykühlung zu 1.3505 im Vergleich zu HTC von Wasser zu 1.3505 (b)

ten einer Bauteiloberfläche Anlasseffekte durch Restwärme
aus dem Bauteilkern zu erzeugen.

Für die durchgeführten Studien wird das in Abb. 2a dar-
gestellte Spraykühlsystem verwendet. Dieses arbeitet mit
sechs kreisförmig angeordneten Zweistoffdüsen vom Typ
XA PR 050 der Bete GmbH. Die Medien Wasser und Luft
werden den Düsen mit einem Druck von 0,04MPa zuge-
führt. Dabei ergibt sich eine Wasserdurchflussmenge von
ca. 0,2 l/s. Die Magnetventile vor den Düsen werden mit
dem digitalen I/O-Modul NI-9375 von National Instruments
angesteuert und mit der Software LabView programmiert.
Es können entweder alle oder einzelne Düsen aktiviert wer-
den, wobei der Sprühkegel einer Düse etwa 90° der Um-
fangsfläche der zylindrischen Proben benetzt. In dieser Ar-
beit wird die Spraykühlung für kontinuierliche Abkühlvor-
gänge mit unterschiedlichen Konfigurationen der Düsenan-
ordnung von der Umformtemperatur bis zur Raumtempera-
tur untersucht.

Der im Sprayfeld entstehende temperaturabhängigeWär-
meübergangskoeffizient (HTC, engl.: heat transfer coeffi-
cient) für den Werkstoff 1.3505 ist in Abb. 2b im Ver-
gleich zum HTC von 1.3505 bei Abkühlung in Wasser
dargestellt. Dieser wurde anhand der in [11] präsentierten
experimentell-numerischen Methode ermittelt. Dazu wur-
den Abkühlversuche von 1000°C an zylindrischen Proben
mit Ø 40mm× 50mm unter Verwendung von sechs Dü-
sen durchgeführt. Die Temperatur-Zeit-Kurven werden mit
einem Thermoelement in der Mitte der Stirnfläche in ei-
ner Tiefe von ca. 3mm gemessen. Für die Identifizierung
des HTC der Spraykühlung wird in simufact.forming ein
rotationssymmetrisches 2D-Modell des Zylinders erstellt,
analog zu dem in Abschn. 3.1 vorgestellten Modell. Die
Abkühlung wird in einer automatisierten Schleife simu-
liert und unter variierenden HTC-Werten so lange wieder-
holt, bis mit der Methode der kleinsten Quadrate zwischen
den berechneten und experimentellen Temperatur-Zeit-Kur-
ven eine gute Übereinstimmung erzielt wird. Anhand der

K



Forsch Ingenieurwes (2021) 85:757–771 761

sich deutlich unterscheidenden HTC lässt sich direkt erken-
nen, dass die verschiedenen Kühlstrategien in unterschied-
lichen Temperaturprofilen während der Abkühlphase resul-
tieren. Bei der Abkühlung in Wasser variiert der HTC über
den Temperaturbereich von 1000 bis 20°C erwartungsge-
mäß, da die verschiedenen Abkühlstufen Filmsieden, Bla-
sensieden und Konvektion durchlaufen werden. Mit der
Spraykühlung werden unterhalb einer Temperatur von et-
wa 300°C vergleichsweise höhere HTCs erzeugt. Durch die
Zerstäubung des Wassers entstehen kleine Tropfen, welche
eine große Oberfläche in Relation zu ihrem Volumen haben.
In Folge der vergrößerten Kontaktfläche findet ein intensi-
vierter Wärmeübergang statt. Oberhalb von 300°C werden
im Sprayfeld geringere HTCs als bei der Wasserabkühlung
erzeugt. Bei diesen Temperaturen bildet sich entsprechend
des Leidenfrosteffektes ein Dampffilm an der heißen Werk-
stückoberfläche, welcher den direkten Kontakt von Tropfen
und Werkstück verhindert. Mit den eingestellten Luft- und
Wasserdruckparametern reicht die kinetische Energie der
Tropfen nicht aus, diesen Dampffilm zu durchdringen.

2.3 Modellspezifische Anforderungen

Wie in Abb. 3a dargestellt, lassen sich die bei der Warmum-
formung von Stählen auftretenden Phänomene auf thermi-
sche, metallurgische und mechanische Effekte zurückfüh-
ren, deren Ausprägungen auf der chemischen Zusammen-
setzung der Legierung beruhen. Diese unterschiedlichen
Effekte werden in der FE-Simulation thermomechanischer
Prozesse häufig mittels additiver Verzerrungszerlegung
berücksichtigt, z.B. in [15, 16] und [17]. Nach dieser
Methode wird das gesamte Verzerrungsinkrement aus der
Summe der Verzerrungen berechnet, die durch elastische,

: 
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Abb. 3 Wechselseitige thermomechanisch-metallurgische Werkstoffphänomene bei der Warmumformung (a) und Grundprinzipien der Methode
der additiven Verzerrungszerlegung (b), [21]

plastische, thermische, umwandlungsinduzierte und um-
wandlungsplastische Effekte verursacht werden (Abb. 3b).
Vor diesem Hintergrund wird deutlich, dass insbesondere
die simulative Prognose der aus Warmumformprozessen
resultierenden Eigenspannungen eine Herausforderung dar-
stellt, zumal die Spannungsverteilung im Bauteil durch eine
inhomogene und sich wechselseitig beeinflussende Vertei-
lung der einzelnen Verzerrungsskomponenten aus den fünf
oben genannten physikalischen Phänomenen entstehen
kann [18].

Weiterhin ist zu beachten, dass die Eigenspannungen,
die durch den thermo-mechanisch-metallurgischen Prozess
entstehen, maßgeblich durch die Phasenumwandlungen be-
einflusst werden. Diese Umwandlungen finden auf atoma-
rer Ebene statt, was zu Verzerrungen auf mikroskopischer
Ebene und damit zu Eigenspannungen führt. Generell exis-
tieren drei Arten von Eigenspannungen [19], wobei sich
Eigenspannungen erster Art auf das gesamte Bauteil be-
ziehen und als makroskopisch definiert werden. Die Diffe-
renz zwischen der mittleren Spannung eines Korns und der
makroskopischen Eigenspannung wird als Eigenspannung
zweiter Art betrachtet. Die ortsabhängigen Abweichungen
der Spannungen innerhalb des Korns von der Summe der
Eigenspannungen erster und zweiter Art werden wiederum
als Eigenspannungen dritter Art bezeichnet. Durch klassi-
sche Röntgendiffraktometrie sind makroskopische Eigen-
spannungen messbar, die Einflüsse des zweiten und drit-
ten Typs auf die Stabilität der makroskopischen Eigenspan-
nungen jedoch nicht. Für eine vollständige Analyse der re-
sultierenden Eigenspannungen in einem Bauteil sind daher
weitere numerische Analysen auf mikroskopischer Ebene
erforderlich.
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Dafür wurde eine Multilevel FEM, die sogenannte FE2-
Methode, zur numerischen Analyse auf verschiedenen Ska-
len entwickelt [20]. Diese Simulationsmethode ermöglicht
es durch das Konzept des Mikro-Makro-Übergangs, das
effektive, makroskopische Verhalten von komplexen, mi-
kroheterogenen Materialien durch die direkte Modellierung
auf der unteren (Mikro-) Skala zu beschreiben. Dabei
können neben den in diesem Beitrag berücksichtigten klas-
sischen, mechanischen Größen, wie z.B. Verzerrungen
und Spannungen, auch weitere physikalische Effekte, z.B.
magnetische, modelliert werden. Den numerischen Auswer-
tungspunkten in der FE-Diskretisierung des Bauteils auf
der Makroskala wird ein repräsentatives Volumenelement
(RVE) zugeordnet, welches aus der FE-Diskretisierung des
heterogenen Materials auf der Mikroskala besteht. Mittels
Lokalisierungs- und Homogenisierungstechniken werden
die Wechselwirkungen zwischen den beiden Skalen ausge-
tauscht.

Auf der Mikroskala werden die entsprechenden Materi-
aleigenschaften modelliert und das zugehörige Randwert-
problem unter Verwendung der makroskopischen Belas-
tungszustände gelöst. Anschließend werden daraus effek-
tive Größen berechnet, um das makroskopische Randwert-
problem aufzustellen und zu lösen.

3 Einsatz mehrskaliger FE-Modellierung zur
Prozessauslegung

3.1 Einskalige Betrachtung

Der im Abschn. 2.1 beschriebene Demonstratorprozess in-
klusive seiner Randbedingungen wurde in simufact.forming
v16 zunächst mit einem einskaligen makroskopischen FE-
Modell nachgebildet. Der Modellaufbau wurde detailliert in
[22] beschrieben. Eine schematische Darstellung des Mo-
dells wird in Abb. 4 gezeigt. Die Simulation startet zu
Beginn des Umformprozesses mit einer thermisch expan-
dierten Probengeometrie bei 1000°C und dem Ausgangszu-
stand eines 100% austenitischen Gefüges. Die Werkzeuge
werden als wärmeleitende starre Körper aus dem Werkstoff
AISI Inconel 718 (DIN 2.4668) mit einer spezifischen Wär-
mekapazität von 435 Jkg–1K–1 und einer Wärmeleitfähigkeit
von 11,4 Wm–1K–1 gemäß den Angaben des Materialliefe-
ranten modelliert [23].

Zur Berechnung der Fließspannung wird das sogenannte
GMT-Modell (Gesellschaft für Maschinentechnik mbH)
eingesetzt, welches in [10] vorgestellt und kalibriert wurde.
Darüber hinaus wird das Umformungs-Zeit-Temperatur-
Umwandlungsdiagramm (UZTU) aus [24] zur Modellie-
rung des Gefügeumwandlungsverhaltens verwendet. Des
Weiteren wird der umwandlungsplastische Effekt von Pha-
senumwandlungen, die unter überlagerten Spannungen

auftreten, berücksichtigt. Die Umwandlungsplastizitäts-
parameter, wurden über eine experimentell-numerische
Methode werkstoff- und phasenspezifisch in [22] ermittelt.
Für eine ganzheitliche numerische Betrachtung der Pro-
zesskette der Warmumformung ist es zudem notwendig,
eine Vielzahl weiterer Werkstoffparameter phasenspezifisch
in die Simulation einzubeziehen, um die Polymorphie des
Stahls korrekt abzubilden. Da eine experimentelle Bestim-
mung vieler Werkstoffparameter für die reine Gefügephase
schwierig ist [25], wird die thermodynamische Berech-
nungssoftware JMatPro [26] eingesetzt. Mit Hilfe dieser
Software werden, basierend auf empirischen Gleichungen,
anhand der chemischen Zusammensetzung der Legierung
phasenspezifische und temperaturabhängige Werte für spe-
zifische Wärmekapazität, Wärmeleitfähigkeit, Wärmeaus-
dehnungskoeffizient, Dichte, E-Modul, Poissonzahl, latente
Wärme und Härte berechnet. Die Daten wurden bereits
in tabellarischer Form in [11] veröffentlicht. Außerdem
sind die HTC Werte für die Abkühlung im Wasser bezie-
hungsweise im Spray aus Abschn. 2.2 in die FE-Modelle
implementiert. Auf die Oberflächen, welche bei Sprayküh-
lungsszenarien nicht mit dem Spray benetzt werden, wird
der HTC zwischen Luft und 1.3505 aus [11] appliziert.

3.2 Mehrskalige Betrachtung

Wie bereits in Abschn. 2.3 erläutert, ermöglicht eine FE2-
Simulation die Analyse physikalischer Größen auf verschie-
denen Skalen, hier insbesondere der Eigenspannungen in
Folge der Abkühlung und der damit verbundenen Phasen-
transformation von Austenit zu Martensit. Unter Verwen-
dung der mehrskaligen Modelle, [27] und [28], wird die
Abkühlung innerhalb der Schnittebene auf halber Höhe des
zylindrischen Bauteils simuliert, siehe Abb. 4, um die Ent-
wicklung der Eigenspannungen sowohl auf Bauteilebene
als auch Mikroskala zu untersuchen. Die ersten Schritte
der Prozesskette, d.h. Aufheizen und Stauchen, werden
nicht mit dem mehrskaligen Modell simuliert. Jedoch wird
die Ausgangskonfiguration für diese FE2-Simulation durch
die deformierte Bauteilgeometrie und Temperatur nach
dem Stauchen definiert. Diese Daten liefert die Simulati-
on des Stauchprozesses mit dem einskaligen Modell aus
Abschn. 3.1. Da dieses Modell auch den Temperaturan-
stieg aufgrund plastischer Deformationen berücksichtigt,
werden diese Temperaturänderungen folglich auch bei der
Initialisierung des mehrskaligen Modelles berücksichtigt.
Darüber hinaus wird dieser Zustand als spannungsfrei auf-
grund der hohen Umformtemperaturen angenommen. In
den entwickelten Modellen wird die Phasentransformati-
on von Austenit zu Martensit unter Berücksichtigung der
temperaturabhängigen Änderung des Fließverhaltens mit-
einbezogen. Das dazu gewählte Materialmodell beschreibt
elasto-plastisches Materialverhalten, siehe [29], mit tempe-
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Abb. 4 Aufbau und Verknüpfung des mehrskaligen Simulationsmodells mit dem einskaligen Simulationsmodell inklusive der verwendeten Rah-
menbedingungen [22]

raturabhängigen, phasenspezifischen Materialparametern,
siehe [11], und integriert umwandlungsinduzierte Verzer-
rungen. Die Temperatur wird dabei aus der Lösung der
Energiebilanz auf Makroskala gewonnen. Details zum Ma-
terialmodell sowie zur Wahl der phasenspezifischen und
temperaturabhängigen Materialparameter finden sich in
[27] und [28].

Für die zweiskalige Simulation des Schnittes durch den
Zylinder wird ein ebener Verzerrungszustand auf beiden
Skalen angenommen. Die Abmessung der Geometrie unter
Ausnutzung der Symmetrie, ihre Diskretisierung sowie die
Randbedingungen sind in Abb. 4 definiert. Aufgrund der
Symmetrie kann der Wärmefluss in Umfangsrichtung über
die Symmetrieachse (x-Achse) hinweg vernachlässigt wer-
den. Der Temperaturverlauf auf Außen- und Innenrand aus
der rein makroskopischen Simulation des Prozesses, welche

in Abschn. 3.1 beschrieben wird, dient als Grundlage für
die makroskopischen Temperaturrandbedingungen �T im
zweiskaligen Modell. Für diese wird jeweils für den Innen-
und Außenrand der gemittelte Temperaturverlauf auf den
entsprechenden Rändern der Schnittfläche im einskaligen
Modell aus Abschn. 3.1 berechnet.

Für das mikroskopische Randwertproblem wird eine
künstliche, quadratische Mikrostruktur als RVE mit pe-
riodischen Randbedingungen gewählt, siehe Abb. 4 links
unten. Auf dieser Skala wird die mikroskopische Austenit-
Martensit-Phasentransformation in der Materialmodellie-
rung berücksichtigt, wie es in [27] und [28], detailliert
vorgestellt ist.

Bei der numerischen Umsetzung der Sprayfeldabküh-
lung sind inhomogenere Temperaturverteilungen auf den
Rändern in Bezug auf die Randbedingungen zu berück-
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Abb. 5 Zweiskaliges Randwert-
problem für die Abkühlung im
Sprayfeld
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sichtigen. Der Rand wird hierzu in Teilabschnitte unterteilt,
vgl. Abb. 5. Je Abschnitt wird die Temperatur des Knotens
aus der entsprechenden einskaligen Simulation des Modells
aus Abschn. 3.1 in der makroskopischen Diskretisierung
aufgebracht, welcher betrachtet im Uhrzeigersinn am Teil-
abschnittsbeginn liegt.

4 Numerische Prozessanalyse und
experimentelle Evaluation der FE-Modelle

4.1 Numerische Prozessauslegung mittels
makroskopischer trial-and-error FE-
Simulationen

Mit dem Ziel, einen geeigneten Prozessablauf zur Einstel-
lung von Druckeigenspannungen in der Probenoberfläche
zu finden, wurden mehrere Prozessvarianten mit dem ma-
kroskopischen FE-Modell simuliert. Die Untersuchungen
in dieser Arbeit beschränken sich dabei auf kontinuierli-
che Abkühlvorgänge, welche unmittelbar nach dem Umfor-
men starten und bei Erreichen der Raumtemperatur enden.
Außerdem wird nur die in Abschn. 2.1 beschriebene Ein-
stellung hinsichtlich Luft- und Wasserdruck mit den dort
gezeigten HTC Werten betrachtet. Unter diesen Vorausset-
zungen kommen verschiedene Abkühlszenarien in Frage.
Für vier Szenarien ist die simulative Prognose in Abb. 6
exemplarisch dargestellt: Die Abkühlung mit sechs Düsen,
„Spray ganz“; die Abkühlung mit einer Düse, welche auf
die dünnwandige Seite fokussiert ist, „Spray dünn“; die Ab-
kühlung mit zwei Düsen, welche auf die Seiten der Probe
gerichtet sind, „Spray seitlich“; sowie die Abkühlung mit
einer Düse, welche auf die dickwandige Seite gerichtet ist,
„Spray dick“. Die resultierenden tangentialen Eigenspan-
nungen auf dem Umfang der Probe sind ebenfalls in Abb. 6
in Abhängigkeit vom Positionswinkel θ dargestellt. Verglei-
chend dazu ist die Verteilung der Eigenspannungen nach der
Abkühlung in Wasser eingezeichnet. Diese Variante weist
die höchsten Zugspannungen auf dem Probenumfang auf.

Mit den Varianten „Spray dünn“ und „Spray ganz“ wer-
den ebenfalls hauptsächlich Zugeigenspannungen erzeugt.
In den Prozessen mit den Varianten „Spray seitlich“ und
„Spray dick“ treten dagegen Zug- und Druckspannungen
auf.

Für die experimentelle Realisierung in Abschn. 4.2 so-
wie die tiefergehende mehrskalige numerische Prozessana-
lyse in Abschn. 4.3 wird die Prozessvariante „Spray dick“
gewählt, da hier die betragsmäßig höchsten Druckspannun-
gen auftreten.

4.2 Experimentelle Realisierung der numerisch
ausgelegten Prozessstrategie

Nach der experimentellen Herstellung der Proben mit der
Prozessvariante „Spray dick“, werden die oberflächennahen
Eigenspannungen auf dem Umfang der Probe in Abhängig-
keit vom Positionswinkel θ mittels Röntgendiffraktometrie
gemessen. Hierbei wird die gleiche Vorgehensweise wie
bereits in [11] zur Messung der Eigenspannungen an den
Proben, welche in Wasser abgekühlt wurden, angewendet.
Ein Vergleich der Eigenspannungsergebnisse aus Experi-
menten und Simulationen in den Proben aus den Prozess-
varianten „Wasser“ und „Spray dick“ ist in Abb. 7a dar-
gestellt. Auf der dickwandigen Seite, ausgehend vom Win-
kel θ= 0° bei MP1 bis zu θ= 45°, wurden mit der Vari-
ante „Spray dick“, wie mit Hilfe der Simulationen vorher-
gesagt, experimentell Druckspannungen von σt = –407MPa
bzw. σt = –223MPa erzeugt. Damit sind die Eigenspannun-
gen an diesen Positionen deutlich modifiziert, verglichen
mit den Zugeigenspannungen von σt = 216MPa für θ= 0°
und σt = 146MPa für θ= 45°, die durch die einfache Ab-
kühlung im Wasser entstehen. Ab θ= 90° erzeugen beide
Strategien Zugeigenspannungen. Wie in den numerischen
Analysen vorhergesagt, zeigen die experimentellen Ergeb-
nisse also, dass die Prozessvariante „Spray dick“ für die
Erzeugung von Druckeigenspannungen an den Positionen
θ= 0° bis θ= 45° geeignet ist. Für eine weitere Anpassung
der oberflächennahen Eigenspannungen könnte nicht nur
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Abb. 6 Numerische Studie über
die Ausbildung der tangentialen
Eigenspannungen auf dem Pro-
benumfang in Folge möglicher
Prozessszenarien mit Sprayküh-
lung im Vergleich zur einfachen
Abkühlung im Wasser
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eine örtlich, sondern auch zeitlich angepasste Abkühlung
mittels Sprayfeld numerisch und experimentell erprobt wer-
den. Des Weiteren besteht die Möglichkeit, die Intensität
der Spraykühlung und damit die Entwicklung der Eigen-
spannungen durch Variation von Luft- und Wasserdruck
anzupassen.

Auf der dünnwandigen Seite zeigen die experimentellen
Ergebnisse der Variante „Spray dick“ höhere Zugspannun-
gen im Vergleich zur Simulation. Zum Beispiel werden bei
MP6 σt = 222MPa gemessen, im Gegensatz zur berechne-
ten Spannung von σt = 65MPa. Dies kann darauf zurück-
zuführen sein, dass die Einflüsse aus metallurgischen Ef-
fekten wie die Versetzungsdichte aufgrund der Austenit-
umwandlung, lokale Gradienten der Fließspannung an den
Phasengrenzen oder die erzwungene Auflösung von Koh-
lenstoffatomen im martensitischen Gitter nur bei konstan-
ten Randbedingungen in der Werkstoffcharakterisierung be-
rücksichtigt werden. So werden z.B. die UZTU-Diagram-
me nach der deutschen Norm [30] für ein Gefüge nach
einer zehnminütigen Haltezeit bei Austenitisierungstempe-
ratur und direktem Abschrecken ermittelt. Gleiches gilt für
die Bestimmung der Umwandlungsplastizitätskonstanten,
die durch einen experimentell-numerischen Ansatz für eine
kontinuierliche Abkühlung von der Austenitisierungstem-
peratur bestimmt werden. Dies erklärt eine höhere Abwei-
chung zwischen experimentellen und numerischen Ergeb-
nissen, insbesondere an den Stellen, die eine verzögerte Ab-
kühlung erfahren, wie es an der dünnwandigen Probenseite
der Fall ist.

Um eine Beeinflussung der Modifikationen der Eigen-
spannungen in den Proben aus der Variante „Spray dick“
gegenüber der Variante „Wasser“ von der Gefügezusam-
mensetzung oder einer veränderten Geometrie auszuschlie-

ßen, wurden metallografische Untersuchungen und opti-
sche Geometrieanalysen vorgenommen. Die Vorgehenswei-
se hierfür wurde bereits in [11] veröffentlicht. Für die Pro-
ben aus beiden Strategien lässt sich aus den Härtewerten
von ca. 800 HV im gesamten Probenquerschnitt (Abb. 7b)
und den lichtmikroskopischen Aufnahmen (Abb. 7d) schlie-
ßen, dass es sich um vollständig gehärtete martensitische
Proben handelt. Abb. 7c zeigt die optisch vermessene Geo-
metrie einer Probe, welche in Wasser abgekühlt wurde.
Der Konturplot der Abweichung e auf dieser Fläche gibt
den dreidimensionalen Abstand in senkrechter Richtung zur
Oberfläche der Geometrie einer Probe, welche mit der Pro-
zessvariante „Spray dick“ hergestellt wurde, an. Die Ab-
weichung von 0mm zeigt dabei eine perfekte Übereinstim-
mung zwischen den Geometrien aus beiden Strategien. Das
Vorzeichen des Abweichungswertes gibt an, ob der ent-
sprechende Bereich der Geometrie aus der Variante „Spray
dick“ außerhalb (positiv) oder innerhalb (negativ) der Werk-
stückform aus Variante „Wasser“ liegt. Die unterschiedli-
chen thermomechanischen Strategien führen zu lokalen Ab-
weichungen von weniger als 0,5mm. Obwohl die Proben
auf unterschiedliche Weisen hergestellt wurden, besitzen
sie trotzdem nahezu gleiche Geometrie- und Gefügeeigen-
schaften. An den Proben aus dem Prozess „Spray dick“
wurden demnach nur die Eigenspannungen gegenüber den
Proben aus der Variante „Wasser“ verändert. Daraus lässt
sich schließen, dass eine Modifikation der Eigenspannun-
gen durch geschickte Prozessführung möglich ist.
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4.3 Numerische Prozessanalysemit einskaligen und
mehrskaligen FE-Modellen

In den vorangegangenen Abschnitten wurde eine hinsicht-
lich der finalen, makroskopischen Eigenspannungsvertei-
lung verbesserte Prozessvariante „Spray dick“ numerisch
ermittelt und die Ergebnisse experimentell abgesichert. Um
nun die Effekte, die zu dieser veränderten Spannungsver-
teilung führen und die Einflüsse der mikroskopischen Ei-
genspannungen zu analysieren, werden die FE-Modelle aus
Kap. 3 verwendet. Diesen Ergebnissen werden die Resulta-
te aus der ursprünglichen Prozessvariante „Wasser“ gegen-
übergestellt.

Als primäre Prozessgröße wird zunächst der Tempera-
turverlauf während des Abkühlvorgangs im Experiment und
der makroskopischen Simulation an den Messpunkten MP 1
und MP 6 verglichen, um die aufgebrachten Temperatur-
randbedingungen zu validieren. In Abb. 8 sind diese für die
beiden Prozessvarianten gegenübergestellt und zeigen sehr
gute Übereinstimmungen. Sichtbar wird auch der Einfluss
des einseitig aufgebrachten Sprayfelds, woraus ein deutlich
verlangsamter Abkühlvorgang am Messpunkt MP6 resul-
tiert. Aufgrund der guten Übereinstimmung können die aus
der makroskopischen Simulation extrahierten Temperaturen
auf den Außenrändern als Temperaturrandbedingungen auf

die makroskopische Diskretisierung im Mehrskalenmodell
angewendet werden.

In Abb. 9 wird die Entwicklung der Tangentialspannun-
gen in den Messpunkten MP 1 und MP 6 über der Ab-
kühlzeit dargestellt, welche sich aus den Simulationen mit
dem einskaligen und dem mehrskaligen Modell für die Ab-
kühlvarianten „Wasser“ und „Spray dick“ ergeben. Da im
Abschn. 4.2 bereits die gute Übereinstimmung der makros-
kopischen Simulation mit den Experimenten im finalen Zu-
stand, sprich nach der Abkühlung, dargestellt wurde, wer-
den die zeitlichen Spannungsverläufe dieser Simulation im
Folgenden als Referenz für die weitere Analyse betrachtet.

Nach der Wasserabkühlung zeigen sich die bereits zuvor
beobachteten Zugeigenspannungen, siehe Abb. 9a. Diese
lassen sich durch die entstehenden Temperaturgradienten
zwischen der Probenoberfläche und dem Probenkern sowie
den dadurch verursachten thermischen und umwandlungs-
induzierten Verzerrungseffekten erklären. Die Zugspannun-
gen stellen sich zu Beginn der Abkühlung aufgrund der
thermischen Kontraktion des Materials an der Probenober-
fläche ein, die gegen den Widerstand des noch thermisch
expandierten Probenkerns wirkt. Bei Erreichen der Marten-
sitstarttemperatur an der Probenoberfläche verursacht die
Volumenexpansion in Folge der Martensitumwandlung ab
ca. 5,6 s Abkühlzeit eine Umkehr des Spannungsvorzei-
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Abb. 9 Verlauf der Tangentialspannungen während der Abkühlung für die Prozessvariante „Wasser“ (a) und „Spray dick“ (b) aus den einskaligen
und mehrskaligen Simulationen

chens. Die weitere Abkühlung verursacht auch im Proben-
kern die Volumenexpansion entgegen dem Widerstand der
bereits erhärteten Randbereiche und Zugeigenspannungen
an der Probenoberfläche entstehen.

Die resultierenden Spannungsverläufe der zweiskaligen
Simulation des Prozesses der Wasserabkühlung zeigen qua-
litative Übereinstimmung verglichen mit der einskaligen Si-
mulation. Die quantitativen Unterschiede sind wahrschein-
lich auf die Vernachlässigung des Wärmeabflusses senk-
recht zur Schnittebene, die gemittelten Temperaturrandbe-
dingungen und die fehlende Berücksichtigung von latenter
Wärmeentwicklung und umwandlungsplastischen Effekten
in der mikroskopischen Materialmodellierung zurückzufüh-
ren.

Bei der Abkühlung „Spray dick“ laufen die thermischen
und umwandlungsinduzierten Effekte anders ab. Mit be-
ginnender Abkühlung durch das Spray kontrahiert sich das
Material an der Oberfläche der dickwandigen Probenseite
(MP 1), was zu Zugspannungen bei beiden numerischen
Modellen führt, vgl. Abb. 9b. Nach hinreichender Abküh-
lung, findet in den oberflächennahen Bereichen um MP1
die martensitische Gefügeumwandlung statt, welche mit der
Volumenexpansion sowie dem örtlichen Anstieg der Dehn-
grenze des Materials einhergeht. Zu diesem Zeitpunkt lie-
gen dort bereits hohe Druckspannungen vor, welche eben-

falls von beiden numerischen Modellen, wenn auch mit
leichtem Zeitversatz, abgebildet werden. In der einskali-
gen Simulation schwächen sich diese Druckspannungen ab,
sobald sich die martensitische Umwandlungsfront anschlie-
ßend in Richtung des Probenkerns fortsetzt und auch hier
die Volumenexpansion stattfindet. Die zeitlich verzögerte
thermische Kontraktion im Inneren des Materials sowie die
auf dem Umfang der Probe fortlaufende Volumenexpan-
sion aufgrund der Martensitumwandlung sorgen jedoch für
die Aufrechterhaltung des Druckspannungszustandes an der
dickwandigen Seite. In der mehrskaligen Simulation findet
hingegen ein erneuter Umschlag der Tangentialspannung in
den positiven Wertebereich statt. Der Grund für diesen Un-
terschied liegt in der Ausgangskonfiguration für das mehr-
skalige Modell begründet. Dieser wird wie in Abschn. 2.3
beschrieben als spannungs- und verzerrungsfrei angenom-
men, wobei in Folge des Stauchens vor dem Beginn des
Abkühlens plastische Verzerrungen vorliegen, was zur loka-
len Materialverfestigung führt. Daraus resultiert ein später
einsetzendes Fließen des Materials und somit eine andere
Spannungsentwicklung. Der weitere Verlauf ähnelt dem der
rein makroskopischen Simulation mit konstantem Versatz.
Um eine Annäherung an die Ergebnisse der Experimente
bzw. der einskaligen Simulation zu erreichen, sollen die
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genannten, vernachlässigten Effekte in der Materialmodel-
lierung zukünftig berücksichtigt werden.

Zuletzt findet die Martensitumwandlung an der dünn-
wandigen Seite statt. Zu diesem Zeitpunkt liegen an MP6
Druckspannungen durch die vorangegangene Volumenaus-
dehnung infolge der Martensitumwandlung in den Nachbar-
bereichen vor. Die Phasenumwandlung an MP6 findet also
unter überlagerten Druckspannungen statt, die entsprechend
des umwandlungsplastischen Effektes die Volumenausdeh-
nung in Umfangsrichtung deutlich abschwächen. Abschlie-
ßend führt die thermische Kontraktion am MP6 gegen den
Widerstand der bereits erkalteten umliegenden Materialbe-
reiche zu Zugeigenspannungen.

Trotz der bestehenden Diskrepanz in den finalen Ei-
genspannungswerten, werden im Folgenden die Möglich-
keiten dargestellt, die das mehrskalige Modell hinsichtlich
der Untersuchung verschiedener physikalischer Größen auf
der Mikroskala bietet. Durch die Analyse mikroskopischer
Größen kann ein Rückschluss über den Einfluss der Mi-
krostrukturevolution und die Auswirkungen auf den Eigen-
spannungszustand möglich gemacht werden. Dies ist be-
sonders dann von Interesse, wenn ein repräsentatives Volu-
menelement auf der Grundlage einer realen Mikrostruktur
verwendet wird. Zu diesen Größen zählen beispielsweise
die Verteilung der Tangentialspannungen und die Martensit-
fraktion. Für charakteristische Zustände während der Spray-
abkühlung sind in Abb. 10 neben der makroskopischen Tan-
gentialspannungsentwicklung, das mikroskopische Pendant
und die Martensitevolution an MP1 dargestellt. So zeigt
Abb. 10a die Zugspannungen aufgrund der thermischen
Kontraktion vor Einsetzen der Martensitumwandlung und
Abb. 10b die Druckspannungen mit Einsetzen der Marten-
situmwandlung. Im weiteren Verlauf, siehe Abb. 10c, wird
eine Druckspannungsspitze erreicht, welche in der mehrs-
kaligen Simulation mit Einsetzen der Martensitumwand-
lung im Kern des Bauteils jedoch in Zugspannungen um-
schlägt, Abb. 10d. Per Definition berechnen sich makro-
skopische Spannungen aus dem Volumenmittel der mikro-
skopischen Spannungen. Als wesentliches Fazit zeigt sich
hier, dass sich keine konstante mikroskopische Zugeigen-
spannungsverteilung einstellt, sondern lokale positive und
negative Spannungsspitzen entstehen. Diese kann man grö-
ßeren Martensit- bzw. Austenitbereichen zuordnen. Mittels
weitergehenden Analysen, die diese Beziehung tiefer un-
tersuchen, ist es möglich, ein physikalisch korrektes Ver-
ständnis der mikroskopischen Wechselwirkungen zu erlan-
gen. Hieraus können in einem späteren Schritt der Einfluss
von Eigenspannungen auf lokale Ermüdungs- oder Ver-
sagensvorgänge untersucht werden. Auch die Korrelation
zwischen der Mikrostrukturevolution und sich einstellen-
der Spannungsspitzen kann hiermit tiefer analysiert wer-
den. Diese Rückschlüsse können dazu genutzt werden, die
Materialmodellierung für das einskalige Simulationsmodell

zu erweitern und/oder zu verbessern, um beispielsweise die
Abweichung der Eigenspannungsberechnung an der dünn-
wandigen Seite gegenüber den experimentellen Ergebnis-
sen, beschrieben in Abschn. 4.2, zu reduzieren.

5 Zusammenfassung und Ausblick

In dieser Arbeit wird mit Hilfe von FE-Simulationen die
Variante eines Warmumformprozesses identifiziert, bei der
sich mittels angepasster Spraykühlung aus der Umform-
wärme Druckeigenspannungen an der Oberfläche der Pro-
ben aus 1.3505 erzeugen lassen. Die Prognose der resultie-
renden Eigenspannungen kann mittels experimenteller Un-
tersuchungen bestätigt werden. Darüber hinaus lässt sich
mittels metallografischer Analysen sowie optischer Geo-
metrievermessungen nachweisen, dass die Proben mit mo-
difizierten Eigenspannungen die gleichen Geometrie- und
Gefügeeigenschaften aufweisen, wie die Proben aus einem
Prozess mit einfacher Abkühlung im Wasser. Somit wird
gezeigt, dass die Modifizierung der Eigenspannungen al-
lein durch geschickte Prozessführung möglich ist.

Im Zuge der Evaluation des makroskopischen FE-Mo-
dells wurde festgestellt, dass die Eigenspannungsprogno-
sen in den Bereichen der Probe, welche eine verzögerte
Abkühlung erfahren, eine geringere Genauigkeit aufwei-
sen, als an Stellen, welche direkt abgeschreckt werden. Ei-
ne anwendungsorientierte Materialcharakterisierung könn-
te hier zur Verbesserung der Prognosegenauigkeit beitra-
gen. Das verwendete mehrskalige Simulationsmodell weist
noch Schwächen bei der Abbildung der Sprayfeldkühlung
auf, welche auf vernachlässigte Effekte, wie z.B. umwand-
lungsplastische Verzerrungen, zurückzuführen sind und in
den nächsten Modellerweiterungen berücksichtigten wer-
den sollen. Jedoch werden bereits hier die Potenziale ei-
ner mehrskaligen Modellierung hinsichtlich der mikrosko-
pischen Spannungsentwicklung vorgestellt, welche Aussa-
gen über die Eigenspannungen erster und dritter Art liefern
können.

In zukünftigen Untersuchungen könnte eine weitere
Modifikation des Eigenspannungsprofils erfolgen, mit dem
Ziel, Druckspannungen über den gesamten Umfang der
Probe zu erzielen. Hierfür kann eine nicht nur örtlich, son-
dern auch zeitlich angepasste Abkühlung mittels Sprayfeld
numerisch und experimentell erprobt werden. Des Weite-
ren besteht die Möglichkeit die Intensität der Spraykühlung
durch Variation von Luft- und Wasserdruck anzupassen.
Auch ist eine Anwendung der eingesetzten Methodik auf
andere Schmiedestähle interessant, um die industrielle
Tauglichkeit der Vorgehensweise zu prüfen. Abschließend
sollte das Verfahren zur Optimierung der Eigenschaften
eines komplexen Bauteils aus dem industriellen Umfeld
angewendet werden. Auf diese Weise lässt sich das Po-
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tenzial der umformtechnisch induzierten Eigenspannungen
unter realen Betriebsbedingungen erproben.
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