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1 Einleitung

Die Wertschopfung bei der Herstellung hochbeanspruchter Bauteile entlang der Pro-
zesskette wird entscheidend von der Randschichthartung mitbestimmt. Zum einen
ermdglicht dieses Verfahren die wertsteigernde Verbesserung der Bauteileigenschaf-
ten in Bezug auf Dauerfestigkeit sowie Verschleil3bestandigkeit und zum anderen
verursacht der resultierende Verzug Nachbearbeitungskosten, die zu einer Wertmin-

derung fuhren.

Im Rahmen des Sonderforschungsbereiches 570 wurde die Thematik der Verzugs-
problematik und die daraus resultierenden Kosten aufgegriffen, um nach der Identifi-
kation der Wirkungsmechanismen entsprechende Gegenmal3nahmen zu entwickeln.
Ein besonders wichtiges Hilfsmittel bei der Identifikation von Wirkungsmechanismen
stellt die numerische Modellierung dar, da oft keine messtechnischen Mdglichkeiten
zur Verfugung stehen, gezielt Informationen aus dem Bauteilinneren wahrend des

Prozesses zu extrahieren.

Im Rahmen des Graduiertenkollegs 1483 wird der Aspekt der Prozesskette sowie der
gezielte Einsatz numerischer Modellierungsméglichkeiten genutzt, um nicht nur Wir-
kungsmechanismen der einzelnen Prozesse zu identifizieren, sondern vielmehr
Wechselwirkungen der Prozesse untereinander aufzeigen zu kénnen. Durch die op-
timale Abstimmung der Prozessparameter entlang der Prozesskette soll eine Bau-

teiloptimierung ermaéglicht bzw. die Wertschdpfung maximiert werden.

Als Alternative zum Randschichtharteverfahren Einsatzharten weist die induktive
Zweifrequenzrandschichthartung gewisse Vorteile entlang der Prozesskette auf. Je-
doch steht neben den erhohten Kosten fur die zerspanende Bearbeitung eines ho-
herfesten Werkstoffes auch das geringe Prozessverstandnis im Wege, um das volle

Wertschoépfungspotential dieser noch sehr jungen Technologie zu entfalten.

Mit der Zielsetzung ein Prozessmodell fir die Beschreibung der induktiven Rand-
schichthartung unter Verwendung einer oder mehrerer Frequenzen zu entwickeln,
konnte eine Strategie erarbeitet werden, die eine komplette Beschreibung unter Be-
rucksichtigung prozessspezifischer Aspekte erlaubt. Am Beispiel des Werkstoffes
42CrMo4 im vergiteten Zustand kann durch ein Kalibrierungs- und Validierungs-

prozess gezeigt werden, dass das entwickelte Modell den Prozess gut abbilden
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kann. Basierend auf Induktionsharteexperimenten wird jeweils ein Prozessparame-
tersatz fur die Mittel- und Hochfrequenz zur Kalibrierung verwendet. Die Validierung
erfolgt nicht nur fir die separaten Frequenzen, sondern auch fir die Zweifrequenz-
modellierung, wobei nur auf die Kalibrierung der jeweiligen Frequenz zurtickgegriffen

wird.

Bauteilcharakteristika wie Eigenspannungs- und Hartetiefenverlaufe werden von dem
Modell abgebildet. Basierend auf der Modellierung kann gezeigt werden, dass die
Abweichung der quantitativen Wiedergabe der Eigenspannungen auf der Unter-
schatzung der Umwandlungsplastizitat wahrend der martensitischen Umwandlung
beruht. Der bereits bekannte Einfluss der Einhartetiefe auf die Eigenspannungen bei

gegebenem Durchmesser wird dargestellt.



2 Kenntnisstand

2.1 Induktionsharten

Das Induktionsharten wird in der DIN Norm 10052 [1] unter dem Begriff Rand-
schichtharten eingegliedert und stellt als rein thermisches Randschichtharteverfahren
eine Alternative zur durchgreifenden Wéarmebehandlung in Form der thermochemi-
schen Einsatzhartung dar. Weitere Verfahren, die nach DIN Norm 17022-5 [2] zu den
Randschichtharteverfahren gehdren, sind das Flamm-, Laser- und Elektronenstrahl-
harten. Bei der Randschichthartung beschrénkt sich die Martensithartung lokal auf
die dullere Randschicht. Neben der hohen Harte, die eine Verbesserung der Ver-
schleiBbestandigkeit bzw. Walzfestigkeit bewirkt, ergeben sich durch die lokale Har-
tung zusatzlich dauerfestigkeitssteigernde Druckeigenspannungen im Randbereich
[3]. In Kombination mit einem zahen Kern (unbeeinflusstes Geflige) lassen sich be-
trachtliche Steigerungen der Wechsel- sowie Bauteilfestigkeit &hnlich dem Einsatz-

harten erzielen [4].

Aus industrieller Sicht gehort das Induktionsharten mit zu den bedeutendsten Rand-
schichtharteverfahren. Die hohe Automatisierbarkeit ermdglicht eine einfache In-
tegration in die Fertigungslinie und gewahrleistet durch die Einzelteilfertigung ein ho-
hes Mal3 an Reproduzierbarkeit [5]. Neben dem Harten von Wellen und Verzahnun-
gen in der Automobil- und Flugzeugbranche erstreckt sich das Anwendungsgebiet
Uber eine Vielzahl verschiedener Bauteilgruppen (Nocken, Lagerringe, usw.) [6—11].
Schmelz- und pulvermetallurgisch hergestellte Bauteile sind mit diesem Verfahren
ebenso randschichthartbar [12]. Verfahrensbedingte Verziige sind dabei relativ ge-
ring, was auf der Stutzwirkung des Kerns in Kombination mit einer im Verhéaltnis zur

durchgreifenden Erwarmung geringen Warmeeinbringung beruht [13], [14].

Unter den Randschichtharteverfahren unterscheidet sich das Induktionsharten maf3-
geblich durch die Art der Warmeeinbringung. Die zur Erwarmung notwendige Ener-
gie muss nicht, wie beim Flamm-, Laser- sowie Elektronenstrahlharten, tber die
Oberflache ins Bauteilinnere gelangen, sondern wird im Werkstoffvolumen in Form
von Wirbelstromen induziert. Die Warmeentwicklung beruht fast ausschlief3lich auf
Ohm’schen Verlusten, wobei die Hystereseverluste nur eine untergeordnete Rolle
spielen [15], [16]. Volumenspezifisch lassen sich sehr hohe Leistungsdichten errei-

chen, die neben kurzen Heizzeiten hohe Einhartetiefen ermdglichen. Abb. 2-1 gibt
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eine Ubersicht zu verschiedenen Randschichtharte- bzw. verfestigungsverfahren so-
wie deren Wirkungstiefe.

mechanisch
mE I |Wasserstrahlen
| Kugelstrahlen
Festwalzen
thermisch
| j 1 | Laser/Elektronenstranl
— e —.—-L | Induktion/
. I I . - - Flamme
thermochemisctlm
11 NitrierenlNitrolcarburieren
|
! | Einlsatzhérten
I I
0,01 0,1 1,0 10 in[mm} 100

Abb. 2-1: Wirkungstiefe verschiedener Randschichtverfestigungsverfahren zur Stei-
gerung der Schwingfestigkeit [17]

Die Einhéartetiefe beim Induktionsharten wird maf3geblich Uber die Prozessparameter
Leistungsdichte, Heizzeit und Frequenz kontrolliert. Die Leistungsdichte beeinflusst
lokal die Temperaturanderung, wohingegen die Heizzeit die eingebrachte Energie
und den mdglichen Warmeabfluss durch Warmeleitung bestimmt. Die Frequenz wirkt
sich auf die Leistungseinbringung sowie -verteilung aus. Diese kann Uber die elekt-
romagnetische Eindringtiefe § charakterisiert werden und ist durch folgende Bezie-

hung gegeben [18]:

_ 1
§= |rrmme (2.1)

wobei k die elektrische Leitfahigkeit ist, u, die magnetische Permeabilitat in Vakuum,
U, die relative magnetische Permeabilitat und f die Frequenz. Hieraus folgt, dass die
Eindringtiefe mit zunehmender Frequenz kleiner wird und die temperaturabhangigen
Werkstoffeigenschaften einen merklichen Einfluss haben. Dabei nimmt die relative
Permeabilitdt u, eine besondere Rolle bei ferromagnetischen Werkstoffen ein. Mit
Erreichen der Curie-Temperatur kann sich dieser Wert um ein Vielfaches gegenuber
der elektrischen Leitfahigkeit andern. Infolgedessen ergibt sich wahrend der Erwar-

mung eine kontinuierliche Anderung der Leistungs- bzw. Warmequellenverteilung.

Innerhalb der elektromagnetischen Eindringtiefe werden 86,5 % der induzierten Leis-

tung in Warme umgesetzt, was auf die exponentielle Verteilung der Stromdichte zu-
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rickzufuhren ist. Die im Werkstiick umgesetzte Leistung ist Uber die Ohm’schen Ver-
luste durch folgende Beziehung gegeben:

Ping = lina” " Rw , (2.2)
wobei P;,, die im Werksttick induzierte Leistung und I;,,4 der induzierte Wirbelstrom
sowie Ry, der elektrische Widerstand des Werksticks sind. Der induzierte Wir-
belstrom I;,,, ist eine Funktion der magnetischen Feldstarke H, und der Frequenz f.
Wird die Definition des elektrischen Widerstands herangezogen (vgl. Abb. 2-2), so
ergibt sich bei gegebener Geometrie folgende Proportionalitdtsbeziehung:

Rw~§~m , (2.3)
wobei p den spezifischen elektrischen Widerstand darstellt. Mit zunehmender Fre-
quenz nimmt die Eindringtiefe ab und fuhrt zu einer VergroRerung von Ry. Die
Stromstérke steigt zudem mit der Frequenz an, da die Stromdichte konstant bleibt,
jedoch die Querschnittsflache aufgrund der Anderung der Eindringtiefe kleiner wird.
Diese beiden Einflussgré3en fihren zu einer deutlichen Erhéhung der Leistungsdich-

te.

Somit ist die Frequenz die einzige frei wéhlbare Prozessgrolie, die einen direkten
Einfluss auf die Tiefenwirkung und Warmeeinbringung ermdglicht. Dies gilt vor allem
bei der Randschichthartung von Zahnradern mit der Zweifrequenztechnik. Durch die
Superposition eines mittel- und hochfrequenten Leistungsanteils ist eine gezielte Er-
warmung von Zahnful3 (Mittelfrequenz) sowie Zahnflanke und -spitze (Hochfrequenz)
maoglich [19].

Abb. 2-2 verdeutlicht die randschichtnahe Verteilung der induzierten Strom- und
Leistungsdichte. H, stellt die magnetische Feldstarke an der Oberflache dar und wird
durch den Erregerstrom der Heizspule bzw. des Induktors erzeugt. J ist die induzierte

Wirbelstromdichte und P die induzierte Leistung.



6 Kenntnisstand

____---__-__--_X___--___.

Abb. 2-2: Darstellung der elektromagnetischen Eindringtiefe am Beispiel einer un-
endlich ausgebreiteten Halbebene

Hinsichtlich der Anlagentechnik wird zwischen Serien- und Parallelschwingkreisen
unterschieden, wobei der prinzipielle Aufbau in Abb. 2-3 fir beide Gultigkeit besitzt.
Uber den Gleichrichter wird die Netzleistung im Zwischenkreis als konstanter Gleich-
strom (parallel) oder als konstante Gleichspannung (seriell) bereitgestellt. Uber den
Wechselrichter wird der Schwingkreis, bestehend aus Anpassglied (ein Kondensa-
tor), Heizspule und Werksttck, gespeist. Der Wechselrichter wird als lastgefihrt be-
zeichnet, da sich die Arbeitsfrequenz anhand der Schwingkreischarakteristik einstellt.
Diese andert sich wahrend des Harteprozesses aufgrund der temperaturabhangigen,
elektromagnetischen Materialeigenschaften des Werkstticks und der damit verbun-
denen Kopplung mit der Heizspule [20]. Mittels der Detektion dieser Anderung wird
mit Hilfe der Kontrolllogik die Leistung nachgeregelt, da bei Erreichen der Curie-
Temperatur ein deutlicher Abfall der induzierten Leistung sowie Erwarmung auftreten
wurde [21], [22].
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Héarteanlage

| Abschreck-
‘ einheit

Netz-
anschluss 1 — 1
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1 v
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. Feldkonzentrator
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I
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Harten R
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Abb. 2-3: Schematischer Aufbau der Anlagen- und Hartetechnik beim induktiven
Randschichtharten sowie optimierte Zeit-Temperatur-Fiuhrung

In den meisten Anwendungen ist eine temperaturgeregelte Hartung ungeeignet, da
die zu hartenden Bauteile fir eine homogene Temperaturverteilung rotiert werden
mussen [15]. Hinzu kommt die schlechte Zugénglichkeit aufgrund der Heizspule, wie
in Abb. 2-3 aus der Anordnung entnommen werden kann. Die Inhomogenitat der
Temperaturverteilung rihrt von der magnetischen Feldverzerrung im Bereich der Zu-
leitung her. Magnetische Feldkonzentratoren dienen der Reduktion von Streufeldern
und ermdglichen eine effizientere Erwarmung [23]. Das konturtreue Harten komple-
xer Geometrien (z.B. Verzahnungen) ist ohne Feldkonzentratoren nur bedingt mog-
lich, da die gezielte Einbringung der Leistung zur Vermeidung einer Durchhartung

nicht ohne weiteres gewahrleistet werden kann.

Im Gegensatz zum Laser- und Elektronenstrahlharten, bei denen eine martensitische
Hartung durch Selbstabschreckung erreicht werden kann, ist bei der induktiven
Randschichthartung eine erzwungene Abschreckung notwendig. Meist kommen Ab-
schreckbrausen mit Wasser-Polymer-Gemischen zum Einsatz. Durch die Kombinati-

on des Durchflusses, der Polymerkonzentration sowie der Abschreckmitteltemperatur
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kann die Abschreckintensitat in weiten Bereichen kontrolliert werden. Wahrend des
Abschreckens bildet sich ein dinner Polymerfilm auf der Oberflache, der beim Errei-
chen der Martensitstarttemperatur M eine isolierende Wirkung erzeugt und somit die
Abschreckintensitat reduziert [24]. Eine weitere Mdglichkeit bietet das Abschrecken
mittels Spraykihlung. Durch die Kombination des Wasser- und Luftdrucks kann die
Abschreckintensitat kontrolliert werden. In Untersuchungen an induktiv geharteten
Zahnréadern konnte gezeigt werden, dass diese Abschrecktechnik als Alternative in

Betracht gezogen werden kann [25], [26].

2.2 Gefuge-Eigenschafts-Beziehung nach dem induktiv ~ en Randschichtharten

Der schematische Harteverlauf in Abb. 2-4 ist nach DIN Norm 17022-5 [2] charakte-
ristisch fur randschichtgehartete Bauteile. Die Hartezone kann in eine vollstandig so-
wie unvollstdndig austenitisierte Randschicht unterteilt werden. Ersteres liegt vor,
wenn alle Karbide in Lésungen gegangen sind und der fur die Harte malR3gebliche
Kohlenstoffgehalt vollstédndig im Austenit gelést sowie homogen verteilt vorliegt. Die-
ser Gefugezustand wird auch als homogener Austenit bezeichnet und fihrt nach
dem anschlieBenden Abschreckprozess zu einer gleichmafiigen Harte der martensi-
tischen Randschicht. Liegen hingegen lokal ungeloste Restkarbide zum Zeitpunkt
des Abschreckens im Austenit vor, so weist die gehértete Randschicht lokale Harte-
unterschiede aufgrund der Kohlenstoffinhomogenitat auf. Bei zu hohen Temperatu-
ren sowie langen Heizzeiten bei erhohten Temperaturen tritt nach der Auflésung der
Restkarbide Kornwachstum ein, was sich in einem Harteverlust bemerkbar machen

kann.

Die resultierende Harte der martensitisch umgewandelten Randschicht h&ngt von
dem Zusammenspiel zwischen der Karbidauflésung, der Verteilung der Legierungs-
elemente sowie dem Kornwachstum ab [27]. Diese Vorgange werden bei der indukti-
ven Randschichthartung durch den lokal auftretenden Temperatur-Zeit-Verlauf beein-
flusst. Die Uberlagerung der benannten EinflussgroRen fiihren trotz deutlicher Zu-
nahme der Korngré3e bei Austenitisierungstemperaturen bis 1200 °C und Aufheizra-
ten von 0,3-300 K/s zu keinem merklichen Harteabfall, wie Untersuchungen zum in-

duktiven Randschichtharten zeigen [28].
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Abb. 2-4: Schematischer Harteverlauf randschichtgeharteter Bauteile in Abhangig-
keit des Austenitisierungsgrades nach DIN Norm 17022-5 [2]

Der Ubergangsbereich zwischen der geharteten Randschicht und dem unbeeinfluss-
ten Kerngeflige weist zumeist eine hochangelassene Zone auf, die durch einen Har-
teabfall gekennzeichnet sein kann. Die Breite dieser Ubergangszone hangt neben

dem Ausgangsgefliige vom Temperatur-Zeit-Verlauf ab [29].

Untersuchungen zeigen, dass die Biegewechselfestigkeit glatter Probenstdbe aus Ck
53 durch die induktive Randschichthartung um 70 - 95 % gegentber dem Ausgangs-
geflge gesteigert werden kann [30]. Bei 42CrMo4 liegt die Zunahme der Biegewech-
selfestigkeit bei 40 bis 55 %. Die Steigerung bei gekerbten Proben kann bis zu 150
% betragen, was auf den mehrachsigen Spannungszustand zurtickzufuhren ist. Die
Kerbwirkungszahl hangt maRgeblich von der Kernfestigkeit ab [31]. Nach [29] beein-
flussen begrenzte Gefligeinhomogenitaten in der geharteten Randzone die Dauer-
schwingfestigkeit nicht. Schwingfestigkeitsversuche induktiv geharteter Proben sind
aul3erdem in [32—36] zu finden. In [36] wird keine Korrelation zwischen einer schma-
len Ubergangszone und einer abnehmender Schwingfestigkeit festgestellt. Eine kriti-
sche Betrachtung der Kurzzeitaustenitisierung in Bezug auf die Schwingfestigkeit ist
in [37] zu finden. Der Autor stellt die Vermutung an, dass Heizzeiten unter sieben
Sekunden zu einer stark abnehmenden Schwingfestigkeit filhren kénnen.

Die Walzfestigkeit induktiv gehéarteter Prufrollen aus 42CrMo4 nimmt nach [38] mit

homogenerem Austenit bzw. zunehmendem geldsten Kohlenstoffgehalt zu. Im Fall



10 Kenntnisstand

des Werkstoffs 100Cr6 wird ebenfalls eine Zunahme der Walzfestigkeit festgestellt,
die mit einem hoheren Restaustenitanteil begriindet wird. In [39] wird argumentiert,
dass der Austenitsaum aufgrund unvollstandiger Karbidauflésung ein Zerbrechen der
Karbide unter mechanischer Belastung verhindert und die Verschlei3eigenschaften

verbessert.

2.3 Eigenspannungen nach dem induktiven Randschicht harten

Nach [40] ist das Schwingfestigkeitsverhalten induktiv geharteter Bauteile mal3geb-
lich vom vorliegenden Eigenspannungszustand abhangig. Eigenspannungen sind im
temperaturausgeglichenen Bauteil vorhandene Spannungen, die ohne Anliegen au-
Berer Krafte oder Momente vorliegen. Definitionsgemal wird zwischen Mikro- und
Makrospannungen unterschieden [41]. Im Folgenden wird allerdings nur auf die Mak-
roeigenspannungen bzw. Eigenspannungen 1. Art eingegangen.

Abb. 2-5 zeigt eine schematische Darstellung der Eigenspannungsentwicklung ent-
lang des Harteprozesses. Unter den angegebenen Modellannahmen kann die Ent-
wicklung der Eigenspannungen in der Randschicht erlautert werden, da der Kern
wahrend der Erwdrmung als unbeeinflusst angenommen wird. Zun&chst wird die
Randschicht erwarmt und dehnt sich entsprechend des Ausdehnungskoeffizienten a
aus. Der Kern hingegen wird nicht erwéarmt, wodurch die Randschicht unter Druck
gesetzt wird (1). Mit Erreichen der Stauchgrenze R,.s bei gegebener Temperatur
wird die Zunahme der Spannung begrenzt. Bei weiterer Erwarmung entwickelt sich
die Druckspannung entsprechend der Warmstauchgrenze (2). Wahrend der Austenit-
umwandlung werden die Druckspannungen aufgrund der Volumenabnahme abge-
baut (3).

Nach der vollstdndigen Austenitumwandlung bauen sich erneut Druckspannungen
bis zum Erreichen der maximalen Austenitisierungstemperatur auf. Sofortiges Ab-
schrecken fiihrt zu einem parallelen Verlauf der Spannung in entgegengesetzter
Richtung, da nun die Kontraktion zum Aufbau von Zugspannungen fuhrt (4). Wie zu-
vor werden wahrend des Abschreckens die maximal erreichbaren Zugeigenspan-
nungen durch die Warmstreckgrenze R,s begrenzt (5). Wahrend der martensitischen
Umwandlung fuihrt die Volumenzunahme zur Uberkompensation der Zugspannun-

gen, wobei die sich aufbauenden Druckspannungen durch die Umwandlungsplastizi-
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tat begrenzt werden (6). Nach der Martensitbildung nehmen die Druckspannungen
bis zum Erreichen der Raumtemperatur wieder leicht ab (7).

@ Bei Erwarmung bauen sich Druckspannungen auf

(9)
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Abb. 2-5: Schematische Darstellung der Eigenspannungsentwicklung wahrend der
induktiven Randschichthéartung in der Randschicht

Trotz dieser einfachen Betrachtung kann abgeleitet werden, dass die sich aufbauen-
den Druckspannungen bis zum Ende der Martensitumwandlung sowie die Tempera-
turdifferenz zwischen Kern (nicht martensitsch umgewandelter Werkstoffbereich) und
Randschicht Einfluss auf die resultierenden Eigenspannungen haben [42]. Zudem
wird ersichtlich, dass eine erhdhte Warmstreckgrenze zu niedrigeren Druckeigen-
spannungen fuhren wird, da sich vor Beginn der Martensitumwandlung hohere Zug-
eigenspannungen ausbilden kdnnen, die zundchst kompensiert werden missen [43].
Wahrend der Martensitbildung fuhrt die Umwandlungsdehnung zum Aufbau der
Druckspannungen, wobei friihzeitiges plastizieren aufgrund der Umwandlungsplasti-
zitat eine limitierende Grol3e darstellt.

Liegt nach der Umwandlung ein Temperaturunterschied zwischen Randschicht und
Kern vor, so wird der zuséatzliche Druckspannungsaufbau, der durch die Kontraktion
des Kerns hervorgerufen wird, umso grof3er, je hoher diese Temperaturdifferenz ist.
Wird die Temperaturdifferenz jedoch von Umwandlungen in tieferliegenden Rand-
schichten tberlagert, so werden die Druckspannungen in der Randschicht abgebaut.
Dies fihrt bei gegebenem Durchmesser und zunehmender Einhartetiefe zu einer

Abnahme des Druckspannungsmaximums [44].
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2.4 Werkstoffkundliche Betrachtung der induktiven R andschichthéartung

Wie beim Harten besteht die induktive Randschichthartung aus drei Teilprozessen,
dem Erwarmen auf Austenitisierungstemperatur, einem eventuellen Halten zur Ho-
mogenisierung des gebildeten Austenits sowie dem darauffolgenden Abschrecken.
Durch Kurzzeitaustenitisierung wird der Werkstoffzustand maf3geblich beeinflusst, da
sich der Gefligezustand vor dem Abschrecken direkt auf die resultierenden Werkstof-
feigenschaften auswirkt [3]. Der Austenitisierungszustand kann Uber die Homogenitat
sowie die KorngréRe definiert werden und ist in groBem Mal3e vom Ausgangsgeflige

sowie den Prozessparametern Temperatur und Zeit abhangig [45].

Im Folgenden soll zunachst auf den Austenitisierungsprozess mit moderaten Erwar-
mungsgeschwindigkeiten eingegangen werden, um grundsatzliche Erkenntnisse zu
erlautern. Daraufhin wird der Einfluss erhdéhter Erwarmungsgeschwindigkeiten disku-
tiert. Das Halten wird nicht weiter betrachtet. Die Gefluigeentwicklung wahrend des
Abschreckprozesses wird mittels martensitischer Umwandlung erlautert, da bei kon-

turtreuem Randschichtharten ausschlie3lich mit dieser zu rechnen ist.

2.4.1 Austenitisierung

Der Austenitisierungsprozess besteht aus verschiedenen Zwischenschritten und
hangt neben dem Ausgangsgeflige vom Temperatur-Zeit-Verlauf ab, wie in Abb. 2-6
dargestellt. Unter Beriicksichtigung moderater Erwarmungsgeschwindigkeiten ist ei-
ne diffusionslose Umwandlung nur bei Reineisen bzw. Armcoeisen zu erwarten, wie
in [46] gezeigt werden konnte. Dieser Aspekt wird bei der Kurzzeitaustenitisierung

nochmals aufgegriffen.

Liegt ein metastabiles Geflige in Form von Bainit und/oder Martensit vor, werden
wahrend der Erwarmung Anlassvorgange aktiviert. Zunachst werden Ubergangskar-
bide in Form von Fe, 4C ausgeschieden, die zu einer teilweisen Reduktion der inne-
ren Verzerrungsenergie fuhren. Wahrend dieser ersten Anlassstufe bewirkt die Ab-
nahme der Tetragonalitat eine relativ geringe Minderung der Harte bei gleichzeitiger
Verbesserung der Zahigkeit [47]. Der vollstdandige Abbau der Tetragonalitdt mit zu-
nehmender Temperatur hangt von der chemischen Zusammensetzung ab und &u-

Bert sich in Form von Karbidausscheidungen.
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Abb. 2-6: Schema zur Austenitbildung [48]

Mit Erreichen der gleichgewichtsnahen Umwandlungstemperatur 4., liegt ein ferri-
tisch-karbidisches Ausgangsgeflige vor. Die Kohlenstoffkonzentration der sich bei
dieser Temperatur bildenden Austenitkeime unlegierter Stahle betragt entsprechend
dem Phasendiagramm fir Fe-Fe3C ca. 0,8 % und nimmt im Fall von untereutektoiden
Stahlen mit steigender Temperatur entlang der GS-Linie ab. Bei Ubereutektoiden
Stahlen nimmt indessen die Kohlenstoffkonzentration entlang der SE-Linie zu. Die
Austenitkeimbildung ist heterogen, da eine bevorzugte Keimbildung an den Phasen-
grenzen Ferrit-Karbid eintritt, weil die Karbide den notwendigen Kohlenstoff bereit-
stellen sowie zusatzliche Grenzflachenenergie vorliegt [47], [49]. Eine weitere Verrin-
gerung der Aktivierungsenergie wird von [50] in der Bildung koharenter bzw. teilkoh&-

renter Grenzflachen gesehen.

Fur verschiedene Ausgangsgefige sind in Abb. 2-7 schematisch die bevorzugten
Keimstellen dargestellt. In untereutektoiden Gefligen tritt die Keimbildung meist an
Grenzflachen zwischen den Perlitkolonien und dem Ferrit an Zementitlamellen ein
[51-53]. Weil die Oberflachenenergie eine Funktion der Koharenz zwischen Kristall-
gittern ist, ist die Keimbildung an den Ferrit-Karbid-Grenzflachen des Perlits deutlich

schwacher ausgepragt [51]. Keimbildung ist dort am wahrscheinlichsten, wo vier
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Kdrner zusammenstol3en, gefolgt von Tripelpunkten und einfachen Korngrenzen
[51]. Im Gegensatz zu einem ferritischen Geflige spielt die Keimbildung an Ferrit-
Ferrit-Grenzflachen eine untergeordnete Rolle [54].
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Abb. 2-7: Austenitkeimbildung in Abhangigkeit verschiedener Ausgangsgefiige

Bei einem Anlassgeflge stellen die Karbidgrenzflachen den bevorzugten Keimort
dar. Das Ausgangsgefiige beeinflusst durch die Verteilung der Karbide sowie deren
GroRe und Form die Keimbildungsrate. Mit steigender Karbidoberflache wird die
Keimbildungsrate erhéht, wie in [55] an einer feiner werdenden Perlitstruktur gezeigt
wird. Entsprechend nimmt diese auch bei einer feineren Verteilung der Karbide zu,
was die deutlich tragere Keimbildung eines weichgeglihten Gefliges gegentuber ei-
nem angelassenen Geflige widerspiegelt [56]. Kaltverfestigung erhoht die Keimbil-

dungsrate zusatzlich, was neben der geringeren Korngréf3e auf die gespeicherte Ver-
formungsenergie zurtckzufihren ist [57].

Die Bildung wachstumsfahiger Keime in Legierungen setzen unter Berlcksichtigung
der Thermodynamik voraus, dass sich deren chemische Zusammensetzung von der
Ausgangszusammensetzung unterscheidet. Dies gilt fur den diffusionslosen und
massiven Wachstumsmechanismus, wohingegen die martensitische Umwandlung

keine Anderung ermdglicht bzw. erfordert. Durch die neu gebildete Grenzflache wird
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die freie Enthalpie der Produktphase erhoht, was zu einer Verschiebung des Gleich-
gewichts fuhrt. Zusatzlich wird die freie Reaktionsenthalpie maximiert [58—60].

Mit dem Erreichen des kritischen Keimradius folgt die Wachstumsphase des Auste-
nits (siehe Abb. 2-6). Untersuchungen von Speich et al. an niedriglegierten, untereu-
tektoiden Ausgangsgefligen zeigen, dass das Wachstum in zwei Phasen unterteilt
werden kann [61]. Ein anfanglich schnelles Wachstum durch die vollstandige Um-
wandlung des Perlits wird aufgrund des hohen Kohlenstoffangebots ermoglicht. Da-
raufhin schlief3t sich ein langsameres Wachstum des Austenits in den primaren Ferrit
an. Dieses wird je nach Temperatur von der Diffusion des Kohlenstoffs bzw. der

Substitutionsatome bestimmt.

Fur Anlassgefiige kommt es nach der Bildung eines Austenitsaums um die Karbide
zu einem Wachstum in alle Richtungen. Das Wachstum des Austenits in den Ferrit
wird ausschlief3lich von der Kohlenstoffdiffusion im Austenit bestimmt, wobei die sich
auflosenden Karbide fur den Nachschub an der a-y-Grenzflache sorgen [53]. Wie aus
Abb. 2-8 ersichtlich ist, fuhrt eine Temperaturerhbhung zu einem steileren Kohlen-
stoffgradienten, gekennzeichnet durch C, ;4 UNd C, i, da der nétige Kohlenstoff-
gehalt fur die Bildung von Austenit an der Grenzflache entsprechend der GS-Linie
zum Ferrit abnimmt. Nicht angekeimte Karbide stellen keine Hindernisse fur das wei-
tere Wachstum der Austenitkérner dar. Sie werden vom Austenitkorn umschlossen
und dienen im weiteren Verlauf des Wachstums als Kohlenstofflieferant, wobei sie
sich nur langsam auflésen [62]. Die Karbidaufldsung in einer vollstandig austenitisier-
ten Matrix kann eine bis zu zehnfach langere Zeitspanne als wahrend der Austenit-

wachstumsphase in Anspruch nehmen [63], [64].
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Abb. 2-8: Schematische Darstellung der diffusionskontrollierten Karbidauflosung
sowie der Einfluss der Temperatur

Faktoren, die eine Beeintrachtigung der Kohlenstoffdiffusion bzw. eine Verlangerung
der Diffusionswege bewirken, beeinflussen das Umwandlungsverhalten. Neben der
KorngrofRe im Allgemeinen sind dies der Lamellenabstand im Perlit sowie Form,
GrofRe und Verteilung der Karbide. Somit hdngen die Keimbildung und das Keim-
wachstum gleichermalien vom Ausgangsgeflige ab. Neuste Untersuchungen an
niedrig-legiertem Stahl mit 1 Ma.-% Chrom deuten bei isothermer Versuchsfihrung

auf ein durch Chromdiffusion kontrolliertes Austenitwachstum hin [65].

Die Phase des Austenitwachstums ist mit der vollstandigen Umwandlung von Ferrit
in Austenit abgeschlossen, wobei noch nicht vollstdndig aufgeldste Restkarbide vor-
handen sein kdnnen. Im Gegensatz zur Austenitbildung fihren die noch vorhande-
nen Restkarbide zu einer Hemmung des Kornwachstums durch die Behinderung der
Korngrenzenbewegung. Somit laufen Kornwachstum und Austenithomogenisierung
parallel zueinander ab (siehe Abb. 2-6). In [63] wird jedoch auch gezeigt, dass Rest-

karbide perlitischer C-Stéhle keinen Einfluss auf das Kornwachstum haben.

Die Karbidauflosung wird in der Literatur nicht eindeutig diskutiert. Nolfi et al. nimmt
beim Vergleich zwischen experimentellen Daten und einem Auflésungsmodell von
Fe;C an, dass der Prozess durch eine langsame Reaktion erster Ordnung an der
Grenzflache kontrolliert wird [66]. Dagegen kommen Hillert et al. bei der Berticksich-
tigung verschiedener Ausgangssituationen beziglich der Karbidauflosung zu der

Schlussfolgerung, dass keine Grenzflachenreaktion vorliegt und der Prozess lediglich
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Uber die Diffusion von Kohlenstoff und Legierungselementen erklart werden kann
[67]. In [68] wird die Aufldsung von Zementit unter Beriicksichtigung von Legierungs-
elementen in drei Stufen unterteilt. Die erste Phase ist durch Kohlenstoffdiffusion ge-
pragt, bis sich ein sogenanntes Paraequilibrium durch eine gleichmafige Kohlen-
stoffaktivitat einstellt. Die zweite Phase wird auf die Diffusion von Chrom im Zementit
zuruckgefuhrt, wobei festgehalten wird, dass die Chromdiffusion in Zementit die glei-
che GroéfRenordnung wie in Austenit aufweist [69]. Die letzte Phase wird durch die
Chromdiffusion in Austenit, d. h. durch die Homogenisierung des Legierungsele-
ments kontrolliert. Agren starkt die Betrachtung einer rein diffusionskontrollierten
Karbidauflésung, wobei angemerkt wird, dass die Auflosungsgeschwindigkeit in mit
Legierungselementen angereicherten Karbiden deutlich vermindert wird [70]. Gene-
rell wirken hartbarkeitssteigernde Legierungselemente wie Chrom, Mangan und Mo-
lybdan karbidstabilisierend und fuhren zu einer Verlangerung der Karbidauflésung
[45], [71].

Malecki et al. gehen davon aus, dass Kohlenstoffdiffusion allein nicht fur den Auflo-
sungsprozess ausreicht [72]. Es wird vermutet, dass Kohlenstoff- und Eisendiffusion
beteiligt sind und die langsame Diffusion des Eisens zu Spannungen an der Grenz-
flache fuhrt. Diese werden durch eine unzureichende Besetzung der sich im auflo-
senden Karbid bildenden Leerstellen hervorgerufen, weil das Volumenmissverhaltnis
nicht ausgeglichen werden kann und elastische Spannungen entstehen. Eine Ver-
langsamung der Reaktion fuhrt zum Abbau dieser Spannungen. Zudem wird ange-
nommen, dass die Legierungselemente dem sich neugebildeten Austenit zunéchst
vererbt werden und ein weiterer Abbau der Spannungen durch deren Diffusion in das
umgewandelte Austenitgebiet ermdglicht wird.

Mit Vervollstdndigung der Karbidauflosung liegt zunachst ein inhomogener Austenit
vor. Eine gleichmafige Verteilung der Legierungselemente ist nur durch Diffusion
maoglich. Gleichzeitig zum Konzentrationsausgleich tritt Kornwachstum ein, das, wie
bei Rekristallisation, auf Minimierung der Grenzflachenenergie basiert [47]. Der zeitli-
che Ablauf der Austenithomogenisierung ist nicht nur vom Ausgangsgefiige, sondern
auch von der chemischen Zusammensetzung und der Temperatur abhangig. Ein
grobes Geflige benétigt mehr Zeit, da die Diffusionswege deutlich langer sind. Die
Diffusionsgeschwindigkeit nimmt mit steigender Temperatur zu und verkirzt somit

den Prozess. Die Homogenisierung wird durch die Diffusion der Legierungselemente
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kontrolliert, da deren Diffusionsgeschwindigkeit deutlich niedriger als die des Kohlen-
stoffs ist.

2.4.2 Kurzzeitaustenitiserung

Unter Bericksichtigung prozessspezifisch hoher Erwarmungsgeschwindigkeiten bzw.
kontinuierlicher Austenitisierung ergeben sich Besonderheiten, wobei die Zwischen-
schritte einer moderaten Erwarmung gleichen (siehe Abb. 2-6). Mit Zunahme der
Erwarmungsgeschwindigkeit werden die Umwandlungstemperaturen erhéht, wie aus
Abb. 2-9 hervorgeht. Neben den Umwandlungstemperaturen A.; (Beginn Austenit-
bildung) und A.; (Ende Austenitbildung) wird auch die Temperatur zur Bildung eines
homogenen Austenits A, p,,» zu hoheren Temperaturen verschoben. Der deutlich
starkere Temperaturanstieg fur die Austenit-homogenisierung hangt mit den noch
vorhandenen Restkarbiden zusammen, deren Volumenanteil mit steigender Erwar-
mungsgeschwindigkeit zunimmt und eine entsprechend zeitliche Verlangerung der
Austenithomogenisierung bewirkt [63]. Das mit der Austenithomogenisierung parallel
ablaufende Kornwachstum wird nach [63] auch von der Erwarmungsgeschwindigkeit
beeinflusst, da sich die jeweils einstellenden gleichen KorngréRen mit zunehmender

Erwarmungsgeschwindigkeit zu héheren Temperaturen verschieben.
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Abb. 2-9: Zeit-Temperatur-Austenitisierungsschaubild fur 42CrMo4 im vergulteten
Zustand [73]
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Als sogenannte Uberhitzung AA., wird die Verschiebung der Austenitkeimbildung zu
hoheren Temperaturen bezeichnet. Diese wird durch folgenden Zusammenhang de-

finiert:

AAcy = Acr — Aer. (2.4)
Der Einfluss der Erwarmungsgeschwindigkeit ist in Abb. 2-10 schematisch darge-
stellt. Neben der Aufheizgeschwindigkeit v hangt die Uberhitzung vom Ausgangs-
gefliige ab und fallt fir ein Anlassgeflige geringer gegentber einem normalisierten
Zustand aus, da eine hohere Karbidoberflache vorliegt [28], [63]. In [74] wird ein
funktionaler Zusammenhang zwischen der Uberhitzung sowie der linearen Erwar-
mungsgeschwindigkeit gegeben, der in [75] anhand von Eisen mit niedrigem Kohlen-
stoffgehalten bestatigt wird:

Ay =C v/, (2.5)
wobei n = 3 ist und ausschlief3lich der Parameter C den Einfluss des Ausgangsgefu-
ges auf die Uberhitzung wiedergibt. In [45] wird die Inkubationszeit t, (siehe Abb.

2-10) mit folgendem empirischen Ansatz definiert:

to=Db-AAL%. (2.6)
Darin spiegelt b den Einfluss der Stahlsorte wider und a wird mit einem Wert zwi-

schen 2 und 4 angegeben.

Im Gegensatz zur A.-Temperatur ist die Verschiebung der A.;-Temperatur zu ho-
heren Temperaturen nicht eindeutig in der Literatur geklart. Ein Abfall der A.s-
Temperatur bei hoheren Erwarmungsgeschwindigkeiten (100-200 K/s) wird als Indiz
fur eine diffusionslose a/y-Umwandlung gedeutet [63], [76], [77]. In [45] hingegen
kommen die Autoren zu der Schlussfolgerung, dass die Austenitbildung bei unter-
und Ubereutektoiden Stahlen fiir Erwarmungsgeschwindigkeiten bis 1,25x10° K/s

diffusionskontrolliert ablaufen.



20 Kenntnisstand

A
uuuuuuuuuuuuu Acz-Temperatur
- Ac1-Temperatur
3 ————— — —
© E AT = Uberhitzung
ﬂé_ Agq-Temperatur
)
= v = Aufheizge-
geschwindigkeit
>
Zeit
[€—Zyklusdauen——————>
A
& 100 ————-— -—— -
E
)]
2 %
(@)
c
=]
s O0OfF————7"15""—"
c
@©
=
£
=)
0 >
Zeit

mwandlungsdauer

Inkubationszeit

Abb. 2-10: Schematische Darstellung der Uberhitzung aufgrund erhéhter Erwar-
mungsgeschwindigkeiten

In-situ-Untersuchungen zum Austenitisierungsverhalten verschiedener Stahle mittels
Hochtemperatur-Konfokalmikroskopie sind in [46], [78], [79] zu finden. Am Beispiel
Eisen konnte die grenzflachenkontrollierte Austenitbildung durch die entwickelte Ana-
lysetechnik in-situ messbar gemacht werden [80]. Weitere Untersuchungen bei er-
hohten Erwarmungsgeschwindigkeiten zeigen, dass mit Uberschreiten der T,-
Temperatur bei allen Kohlenstofflegierungen eine Zunahme der Grenzflachenfortbe-
wegungsgeschwindigkeit zu beobachten ist. Ab dieser Temperatur ist aus thermody-
namischer Betrachtung eine Massivumwandlung maéglich. An ferritisch-perlitischen
Ausgangsgefligen konnte bei einer maximalen Aufheizrate von 20 K/s gezeigt wer-
den, dass die Fe-C-X-Legierungen einen Mechanismenwechsel von diffusions- zu

grenzflachenkontrolliertem Wachstum beim Erreichen der T,-Temperatur aufweisen.
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Fur den in dieser Arbeit verwendeten Werkstoff 42CrMo4 wird in [76] anhand expe-
rimenteller Ergebnisse darauf geschlossen, dass bei beschleunigten Erwarmungsge-
schwindigkeiten ab 100-200 K/s eine diffusionslose Austenitbildung in Form der
Massivumwandlung auftritt, die jedoch auch bei Erwdrmungsgeschwindigkeiten von
600 K/s parallel zur diffusionskontrollierten Austenitbildung ablauft. Neuste Untersu-
chungen in [81] zeigen im Einklang mit [73] hingegen, dass die Umwandlungstempe-

raturen A, und A.; kontinuierlich Gberhitzbar sind.

2.4.3 Martensitbildung

Die martensitische Hartung wird nach dem Austenitisierungprozess durch das Ab-
schrecken ermdglicht. Die Abschreckgeschwindigkeit muss bis zum Erreichen der
Martensitstarttemperatur M, oberhalb der sogenannten kritischen Abschreck-
geschwindigkeit liegen, um diffusionskontrollierte Umwandlungen zu unterbinden
[82]. Die M,-Temperatur kann mit Hilfe der Thermodynamik aus den freien Enthal-
pien der Austenitphase und der metastabilen Martensitphase hergeleitet werden. Bei
der Temperatur T, sind die freien Enthalpien beider Phasen identisch, was durch den
Schnittpunkt der Enthalpieverlaufe (G, und G,) in Abb. 2-11 gezeigt wird, wobei zur
vereinfachten Darstellung ein linearer Verlauf der freien Enthalpien unterstellt wird.
Ab dieser Temperatur ist die Martensitbildung thermodynamisch maéglich. Das Ein-
setzen der Umwandlung tritt jedoch erst mit Erreichen der Triebkraft AG, ), ein, weil
die Bildung von Martensitkeimen sowie deren anschlieRendes Wachstum Energie
zur Erzeugung von Grenzflachen, Gitterbaufehlern und elastischen Verzerrungen in
Anspruch nimmt [83]. Die Triebkraft ergibt sich beim Unterkihlen unter die T, Tempe-
ratur (AT =T, — M;) durch die Enthalphiedifferenz AG, . Liegt wahrend der Abkuh-
lung eine Spannung vor, so kann diese zu einer Martensitbildung bei héheren Tem-
peraturen fuhren, da sich die resultierende Triebkraft aus den thermodynamischen

AG,_y und mechanischen AG,.., Anteilen zusammensetzt und somit die zur Um-

wandlung bendétigte Triebkraft schon bei hoheren Temperaturen vorliegt [84].
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Abb. 2-11: Thermodynamische Betrachtung der martensitischen Umwandlung unter
Bericksichtigung der Kohlenstoffkonzentration sowie einer mechani-
schen Belastung (z.B. thermische Spannungen) — schematische Darstel-
lung

Die M,-Temperatur nimmt mit zunehmendem Kohlenstoffgehalt ab (siehe Abb.
2-11), da die freie Enthalpie G, (c,) des Martensits starker gegeniber des Austenits
erhoht wird, was mit der Verzerrungsenergie zur Einlagerung der Kohlenstoffatome
in den verschieden Kristallgittern zusammenhangt. Die Zunahme von AG,_,y(c;) ge-
genuber einem niedrigeren Kohlenstoffgehalt beruht auf der Zunahme der Tetrago-
nalitat. Diese fuhrt folglich zu einer groReren Verzerrung, die fir die Abscherung
wahrend der martensitischen Umwandlung notwendig ist [85]. Die Mechanismen die-
ser Verformung sind Versetzungsgleiten oder Zwillingsbildung, welche zur Reduktion
der Verzerrungsenergie fuhren [86]. Der Verformungsmechanismus hangt direkt mit
dem Kohlenstoffgehalt und indirekt mit der M,-Temperatur zusammen. Bei niedrigen
Kohlenstoffgehalten liegt eine hohe Mg-Temperatur vor. Die fur die Anpass-
verformung notwendige Einsatzspannung ist im Falle des Gleitens niedriger. Mit zu-
nehmendem Kohlenstoffgehalt werden die Gleitprozesse behindert und die M;-
Temperatur sinkt ab, wohingegen die Gleitprozesse noch Uberwiegen. Ab einer ge-
wissen Kohlenstoffkonzentration bzw. Mg-Temperatur treten die Anpass-
verformungen durch Zwillingsbildung in den Vordergrund, da deren Einsatzspannung
nun unterhalb derer fir Gleitung liegt, wie in Abb. 2-12 schematisch dargestellt ist
[87].
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Abb. 2-12: Schematische Darstellung der Temperatur- bzw. Kohlenstoffabhangig-
keit der fur Zwillingsbildung oder Gleitung bendtigten FlieRspannung
[83]

Die resultierende Martensitmorphologie wird durch die beiden Abscherprozesse cha-
rakterisiert. Bis 0,5 Ma.-% Kohlenstoff liegt Lattenmartensit mit einer hohen Verset-
zungdichte vor [83]. Daruber hinaus fuhrt der geloste Kohlenstoff zu einer Absenkung

der Martensitfinishtemperatur My bis unterhalb der Raumtemperatur. Die Folge ist

Restaustenit und die Zwillingsbildung nimmt verstarkt zu.

Die M;-Temperatur wird neben dem Kohlenstoff auch durch die Korngréf3e des Aus-
tenits beeinflusst. Diese steigt mit Zunahme der Korngro3e [88], [89]. In [90] wird ge-
zeigt, dass die Umwandlungsrate mit abnehmender Korngréf3e zu Beginn der Um-
wandlung héher ist und sich mit zunehmendem Martensitanteil an die Umwandlungs-
rate bei groReren Kérnern anpasst. Der Einfluss des inhomogenen Austenits auf die
martensitische Umwandlung wird aus Abb. 2-13 ersichtlich. Aufgrund einer inhomo-
genen Verteilung des Kohlenstoffs im Geflige liegen lokal unterschiedliche M-
Temperaturen vor. In Karbiden gebundener Kohlenstoff fihrt zu einer Verminderung
des gelosten Kohlenstoffs. Die Restaustenitmenge hangt von der Karbidauflésung
bzw. Homogenisierung ab, da der hohe Kohlenstoffgehalt um die Karbide zu einer
Absenkung der M- und Mg-Temperatur und zu einer Restaustenitzunahme fuhrt. Die
erreichbare Harte ist eine Funktion des Restaustenitgehalts und ist beim Ubergang

von vollstandiger Karbidauflésung zur Homogenisierung am niedrigsten.
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Abb. 2-13: Einfluss unvollstdndiger Kurzzeitaustenitisierung auf das resultierende
Geflgen nach dem Abschrecken [64]

2.5 Umwandlungsplastizitat wahrend Austenitisierung

Die Umwandlungsplastizitat ist ein Phanomen, welches in Zusammenhang mit einer
Phasenumwandlung auftritt und zu einer anisotropen, inelastischen Verformung fuhrt
[91]. Liegt wahrend einer Phasenumwandlung eine Spannung (z.B. hervorgerufen
durch thermische Gradienten) vor, deren &quivalente Spannung unterhalb der
Streckgrenze der weicheren Phase liegt, tritt trotzdem eine plastische Verformung
auf. Dieses Phanomen wird grundsatzlich durch die beiden Anséatze von Greenwood-
Johnson [92] und Magee [93] beschrieben. In der ersten Arbeit wird die Plastizierung
darauf zurtickgefuihrt, dass die weichere Phase wahrend der Phasenumwandlung die
Volumenanderung durch plastische Verformung kompensiert. Hieraus leiten die Au-
toren folgenden Zusammenhang ab [92]:

5 a.(AV/)
gtpNE . TSV , 2.7)
wobei £ die umwandlungsplastische Dehnung (TRIP-Dehnung), o die uniaxiale
Spannung, AV/V die Volumenanderung und RZ die Streckgrenze der weicheren

Phase sind. Hieraus wird ersichtlich, dass die umwandlungsplastische Dehnung line-

ar mit der Spannung steigt. Dies gilt jedoch nur bis zur Halfte der Streckgrenze der
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weicheren Phase, weil die Vernachlassigung nichtlinearer Terme bei der Herleitung
von Gleichung (2.7) darauf beruht, dass £ < AV/V gilt und dies bei hoheren Span-

nungen nicht mehr gewahrleistet ist. In [94] wird auf die Berlcksichtigung des nichtli-
nearen Verlaufs bei htheren Spannungen ndher eingegangen. Auf3erdem wird in
[92] angemerkt, dass die umwandlungsplastische Dehnung keinen Einfluss auf das
Verfestigungsverhalten hat. In Magee's Arbeit wird ausschlief3lich die martensitische
Umwandlung betrachtet. Dabei wird die Umwandlungsplastizitat durch die Ausrich-
tung der Martensitplatten in Richtung der angelegten Spannung und der daraus re-
sultierenden erhdhten Scherung des Austenits begrindet, da bei einer spannungs-
freien Umwandlung mit einer stochastischen Orientierung zu rechnen ware. Eine
ausfuhrliche Beschreibung der Mechanismen sowie deren mikromechanische Be-
schreibung kann in [95], [96] gefunden werden.

Obwohl Greenwood und Johnson schon im Jahre 1965 die umwandlungsplastische
Dehnung wahrend der Austenitisierung an einem C40 bestimmten, wird deren Ein-
fluss in der numerischen Prozessmodellierung erst seit 2010 explizit beriicksichtigt
[97]. In [98] wird neben der experimentellen Bestimmung der Umwandlungsplastizi-
tatskonstante K wahrend der bainitischen sowie martensitischen Umwandlung auch
jene wahrend der Austenitbildung bestimmt. Zur Bestimmung wird die Probe kurz vor
der Phasenumwandlung belastet und vor Umwandlungsende wieder entlastet. Es
wird davon ausgegangen, dass kein Kriechen auftritt. Die Auswertung liefert eine
lineare Zunahme der TRIP-Dehnung mit Zunahme der Spannung. Au3erdem ist die
Umwandlungsplastizitdtskonstante wahrend der Austenitisierung im Vergleich zur
Martensitbildung deutlich grof3er.

Die Entwicklung der umwandlungsplastischen Dehnung wahrend der Phasenum-
wandlung wird in der Literatur als nichtlinear angenommen und tberwiegend durch
das Model nach Leblond beschrieben [99]:

éi]ng'K'Sij'd),(f)'f’ (2.8)

tp

wobei ¢;; der umwandlungsplastische Dehnungstensor, K die Umwandlungs-

plastizitatskonstante, s;; der Spannungsdeviator, ¢(f) die Sattigungsfunktion und f

die sich neu bhildende Phase darstellen. In der Literatur sind verschiedene Ansétze

fur die Sattigungsfunktionen zu finden [100]. In [101] wird davon ausgegangen, dass
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die Sattigungsfunktion neben der sich neu bildenden Phase auch von dem Span-

nungsdeviator abhangen muss.

Basierend auf einem fir diffusionskontrollierte Umwandlungen entwickelten Ansatz
[102], wird in [103] das plastische Verhalten unter Druckbelastung wahrend der Aus-
tenitisierung beschrieben. Die Umwandlungsplastizitat wird durch ein beschleunigtes
Kriechmodell dargestellt, welches auf Coble-Kriechen basiert und sich somit auf

Leerstellendiffusion zurtckfihren lasst:

_ 1d0 dfoﬂ,,

itp — 1o df 0Qy _%
€ 35, dt kr VO exp[ krl’ (2.9)

wobei d, die AnfangskorngréiRe, §; die Grenzflachenbreite, f die neu bildende Pha-
se, o die anliegende Spannung, Q, das Leerstellenvolumen und cy, die anfangliche
Anzahl der Leerstellen sind. Das Modell kombiniert das Konzept der induzierten
Umwandlungsplastizitat aufgrund der Umwandlungsgrenzflachenwanderung (Migra-
tion of Transformation Interface induced Plasticity) mit der Umwandlungskinetik. Die-
ses Modell basiert nicht auf dem Konzept der inneren Spannungen, die in Folge von
Volumenénderungen wie bei Greenwood-Johnson auftreten, sondern auf Diffusi-

onsmechanismen entlang der Grenzflache.

In [104] werden Austenitisierungsversuche unter elastischer Druckbelastung an einer
Fe-2.96 at.% N-Legierung durchgefuhrt. Hierbei stellen die Autoren fest, dass eine
Erh6éhung der Last eine Verschiebung der Umwandlungstemperaturen zu hdheren
Temperaturen sowie eine Verkirzung der Umwandlungsdauer bewirkt. Der Grund fir
dieses zunachst widerspriichliche Verhalten ist die einachsige Belastung [105]. Eine
Druckspannung musste die Umwandlung aufgrund der Volumenabnahme dem zufol-
ge beschleunigen. Die Behinderung der Umwandlung in den zur Belastungsrichtung
parallelen Hauptrichtungen (radial bei zylindrischer Probe) Uberwiegt jedoch, so dass
eine Verschiebung in entgegengesetzter Richtung messbar wird. Dieses Verhalten
gilt allerdings nur unter einachsiger Belastung.

Bei Untersuchungen zum Einfluss der Umwandlungsplastizitat wahrend der Austenit-
bildung beim Einsatzharten kommen die Autoren in [97] zu der Erkenntnis, dass die-
se keinen signifikante Gr6Re hinsichtlich der Spannungsentwicklung dargestellit.
Wahrend des Austenitsierungsprozesses werden jegliche Spannungen durch Krie-

chen abgebaut. Bei der Berechnung des Verzugsverhaltens hingegen kann die Ver-
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nachlassigung zu gréfReren Fehlern fuhren, weil sich die inelastischen Dehnungen
direkt auf das Verzugsverhalten auswirken.

In [106] wird ausfiihrlich auf die Bestimmung der Umwandungsplastizitat wahrend
der Austenitisierung eingegangen. Aufgrund der relativ niedrigen Erwarmungsge-
schwindigkeiten von maximal 5 K/s, die zur Vermeidung von Temperaturgradienten
erforderlich sind, tritt wahrend der Beanspruchung Kriechen auf. Mit sinkender Er-
warmungsgeschwindigkeit sowie hoheren Lasten tritt verstarkt Kriechen auf. In der
beschrieben Vorgehensweise werden Kriechversuche fir die verschiedenen Pha-
senanteile durchgefihrt. Bei der Auswertung werden die Kriechanteile mit Hilfe eines
entsprechenden Kriechmodells herausgerechnet. Die Temperaturabhangigkeit des
Kriechmodells wird fur die Extrapolation wéahrend der Phasenumwandlung genutzt.
Durch Subtrahieren der elastischen und kriechbedingten Dehnung sowie unter Zuhil-
fenahme der spannungsfeien Dilatometerkurve kann die Entwicklung der Umwand-
lungsplastizitat bestimmt werden. Modelle zur Beschreibung der zeitlichen Entwick-
lung der Umwandlungsplastizitdt werden unter anderem in [100] diskutiert. Zur Mo-
dellierung der Kriechdehnung, als auch zur umwandlungsplastischen Dehnung, wird
auf einen Ansatz, der die Ruckspannung bertcksichtigt, zurickgegriffen. In [101]

werden die Vorteile eines solchen Modells diskutiert.

2.6 Numerische Modellierung

Die numerische Modellierung industrieller Prozesse ist von grol3er Bedeutung, da
dadurch der Prozess in seiner zeitlichen Entwicklung abgebildet werden kann. Hie-
raus lassen sich Entwicklungsstrategien ableiten sowie ein tieferes Prozessverstand-
nis entwickeln, wodurch Zusammenhénge zwischen Prozessparametern und Bautei-
leigenschaften zu korreliert werden kdnnen. Dies wird am Beispiel Verzug in [107]

gezeigt.

2.6.1 Warmebehandlung

Die numerische Modellierung der Warmebehandlung beschrankte sich lange aus-
schlie3lich auf den Abschreckprozess, da dort die Hauptursache des Verzugs sowie
der resultierenden Eigenspannungsverteilung gesehen wurde [108-110]. Seit einigen
Jahren hat sich etabliert, dass der Austenitisierungs- bzw. Erwarmungsprozess auch
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Einfluss auf den Verzug haben konnen [97], [111]. [112] gibt eine Ubersicht der wich-

tigsten Arbeiten in diesem Bereich und zeigt die stetige Entwicklung auf.

Die Modellierung der Warmebehandlung besteht grundsétzlich darin, die physikali-
schen Zusammenhénge in Folge thermischer Einwirkung hinsichtlich des mechani-
schen Verhaltens unter Berucksichtigung von Phasenumwandlung abzubilden. Hie-
raus ergeben sich drei physikalische Felder, die wahrend der Warmebehandlung

miteinander in Verbindung stehen, wie in Abb. 2-14 dargestellt.

Temperaturfeld

Chemische

Zusammen-

Phasen-
umwandlung

Mechanisches
Verhalten

_— = Oft vernachlassigt

@ Thermische Dehnung @ Latente Warme

@ Umwandlungsdehnung

@ Verformungswarme Umwandlungsplastizitat

@ Temperaturabhangige @ Spannungs-/dehnungs-
Umwandlung induzierte Umwandlung

Abb. 2-14: Graphische Darstellung der physikalischen Interaktionen wahrend der
Warmebehandlungssimulation

Lokale Temperaturunterschiede filhren zu thermischen Spannungen (1). Uberschrei-
ten die Spannungen die Streckgrenze, kommt es aufgrund der Plastizierung zu einer
Warmeentwicklung (2). Diese wird grundséatzlich nicht beriicksichtigt, da die plasti-
schen Dehnungen wahrend einer Warmebehandlung mit ungefahr 2 % relativ klein
ausfallen [113]. Auf der anderen Seite treten durch die Temperaturanderung Pha-

senumwandlungen auf (3). Wahrend der Erwarmung muss hierfur zusatzlich Warme
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zugefuhrt sowie beim Abschrecken kompensiert werden (4). Dies liegt in der Ande-
rung der Kristallstruktur begriindet und wird durch entsprechende Umwandlungs-
warmen abgebildet. Zusatzlich zu den thermischen Dehnungen treten wahrend der
Phasenumwandlung Umwandlungsdehnungen auf (5). Diese kdnnen in reine Um-
wandlungsdehnungen aufgrund der Dichteanderung sowie in Dehnungen aufgrund
der Umwandlungsplastizitat unterschieden werden. Spannungen beeinflussen wiede-

rum die Phasenumwandlungen (6).

In [114] wird davon ausgegangen, dass nur der deviatorische Spannungsanteil Ein-
fluss auf diffusionskontrollierte Perlitbildung hat. Bei der martensitischen Umwand-
lung bewirkt der hydrostatische Druck eine Absenkung der M,-Temperatur, da die
Volumenzunahme behindert wird. Unter einachsiger, elastischer Beanspruchungen
im Zug- oder Druckbereich wird die M;-Temperatur hingegen erhdht und kann durch
das Zusammenspiel der Scherspannungskomponente und der Scherverformung er-
klart werden [115]. Neben der Spannung wirkt sich auch die plastische Dehnung auf
die M,-Temperatur aus, da eine Verfestigung des Austenits durch eine vorangegan-
gene Plastizierung zur Austenitstabilisierung fihren kann, was sich in einer Ver-
schiebung zu einer niedrigeren M,-Temperatur ausdrtickt [84]. In [116] wird ange-
nommen, dass der Einfluss auf die M;-Temperatur ausschliel3lich von dem Span-
nungszustand herrihrt, da die auftretenden plastischen Dehnungen zu verhaltnis-
mafig kleinen Absenkungen der M -Temperatur fuhren. Spannungen nahe der
Streckgrenze des Austenits hingegen fihren zu einem deutlich starkeren Anstieg der
M,-Temperatur. Modelle zur Bertcksichtigung des KorngroReneinflusses auf die

Umwandlungskinetik kbnnen unter anderem in [111], [117], [118] gefunden werden.

Besonders bei der Betrachtung thermochemischer Prozesse ist der Einfluss der
chemischen Zusammensetzung zu beachten, da neben dem Umwandlungsverhalten
auch die mechanischen sowie thermophysikalischen Eigenschaften davon abhangig
sind [119].

Fur die Berechnung des Verzugs spielt zudem die Anisotropie aufgrund von Inhomo-
genitaten in Form von Seigerungen eine Rolle [97], [120-122]. AuRerdem wird dem
wahrend des Austenitisierungsprozesses stattfindenden Kriechens in [97], [122] eine
weitaus grofRere Rolle bezuglich seines Verzugspotentials zugesprochen, als zuvor
angenommen wurde. Eine Zunahme der Duktilitat sowie der Maf3genauigkeit wird

durch einen Anlassprozess nach dem Harten erreicht. Obwohl dieser Prozessschritt
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im Grunde zur Warmebehandlungsmodellierung dazugehért und Einfluss auf den

Verzug haben kann, wird dieser Aspekt nur in [123] beriicksichtigt.
2.6.2 Induktive Randschichthartung

Die numerische Modellierung der induktiven Randschichthartung unterscheidet sich
von der konventionellen Warmebehandlung ausschlielich durch die hohen Auf-
heizraten wie beim Laser- oder Elektronenstrahlharten, sowie der Art der Warmeein-
bringung. Letzteres macht die Modellierung deutlich komplizierter, da nicht wie beim
Laser- oder Elektronenstrahlharten mit einer analytischen Lésung der Temperatur-
verteilung [124] oder einer Energieverteilung [71] als Randbedingung gearbeitet wer-
den kann. Aus diesem Grund muss eine zusatzliche Kopplung zwischen dem elektro-
magnetischen und thermischen Feld erfolgen, und die Warmequellen missen durch
Lésung der Maxwell’schen Gleichungen bestimmt werden. Hieraus ergeben sich

weitere Zusammenhénge, wie in Abb. 2-15 dargestellt.
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Abb. 2-15: Graphische Darstellung der induktiven Randschichthartung und deren
Integration in die konventionelle Modellierung der Warmebehandlung
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Die induzierten Warmequellen (7) werden durch Ohm’sche Verluste aufgrund der
Wirbelstrome hervorgerufen. Durch die Erwdrmung (8) &ndern sich die elektromag-
netischen Eigenschaften und somit auch die Verteilung der induzierten Wirbelstrome.
Untersuchungen zum Einfluss des Magnetfeldes auf die Phasenumwandlung (9)
bzw. die entstehenden Morphologien sind in der Literatur zu finden [125], [126]. Die-
se beziehen sich jedoch ausschlie3lich auf die Abkthlung. Die erforderlichen Mag-
netfelder sind dabei deutlich héher als die hier relevanten. Die Phasenumwandlung
beeinflusst das elektromagnetische Feld (10) durch den Ubergang vom ferromagne-
tischen zum paramagnetischen Zustand nicht direkt. Die Verzerrung des Kristallgit-
ters wirde jedoch bei einem martensitischen Ausgangsgeflige zu einer Verringerung
der magnetischen Permeabilitdt fihren, da der Magnetisierungsprozess erschwert
wird [127]. AuBerdem wirkt sich die Versetzungsdichte auf den elektrischen Wider-
stand aus. Die Einwirkung plastischer Verformungen auf die magnetischen Eigen-
schaften wurde in [128] untersucht. Neben der plastischen Verformung fihren auch
Spannungen (12) aufgrund des magnetomechanischen Effekts zu einer Beeintrachti-
gung der magnetischen Permeabilitat, die wiederum eine Anderung der Erwarmung
bedingen kann [129].

Eine Vielzahl an Veroffentlichungen thematisiert die numerische Modellierung der
induktiven Randschichthartung [130-142]. Melander untersuchte die Stand- und Vor-
schubhartung sowie deren Wirkungen auf die Eigenspannungsentwicklung [137],
[138]. Neben den magnetischen Eigenschaften wurde auch die Verschiebung der
Umwandlungstemperatur aufgrund hoher Aufheizraten implementiert [143]. In [131]
wird die induzierte Leistung mittels der Randelementemethode (BEM) berechnet und
die thermo-mechanische Kopplung mit der FEM gel6st. Unter Verwendung der BEM
ist eine Vernetzung der Umgebungsluft wie bei der FEM nicht nétig, was zu einer
sehr zeiteffizienten Berechnung fuhrt [144]. Magnabasco et al. simulieren die indukti-
ve Hartung zylindrischer Proben im Zeitbereich. Hierzu wird fur die magnetische Be-
rechnung die Simulation in Unterschritte aufgeteilt, die eine Diskretisierung der Fre-
quenz sowie der nichtlinearen Abhangigkeiten erlauben. Der Abgleich mit Experi-
menten hinsichtlich der Hartetiefenverlaufe zeigt eine gute Ubereinstimmung. Cou-
pard et al. berechnen die Eigenspannungsverteilung in zylindrischen Proben nach
der induktiven Randschichthartung, wobei neben der magnetischen Nichtlinearitat
auch ein Austenitisierungsparameter beriicksichtigt wird. Die Ubereinstimmung zwi-

schen gemessenen und berechneten Eigenspannungen ist besonders bei Tiefen
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kleiner 1/10 des Probendurchmessers gut. Die Abweichungen tieferliegender Eigen-
spannungswerte werden neben der Problematik des Materialabtrags auf die verwen-
deten Materialdaten sowie die Vernachlassigung der Umwandlungsplastizitat zu-
rackgefuhrt. Eine interessante Weiterentwicklung stellt die Arbeit von Takagaki und
Toi dar, die ein analytisches Schadigungsmodel nach Lemaitre und Chaboche im-
plementieren, um eine mogliche Rissinitierung aufgrund innerer Spannungen vorher-

sagen zu konnen [139].

Die erste Zweifrequenzsimulation an einem Zahnradausschnitt wird in der Arbeit von
Inoue préasentiert. Die Frequenzen werden in dieser Arbeit nicht simultan, sondern
nacheinander bertcksichtigt. Anhand der Simulationen kommen die Autoren zu der
Schlussfolgerung, dass der Verzug durch die Zweifrequenzerwarmung geringer ge-
genuber einer konventionellen Einfrequenzerwarmung ist, da eine konturtreuere Har-
tung unter der Verwendung zweier verschiedener Frequenzen mdglich ist. Ein Ver-
gleich zwischen Experiment und Simulation zeigt Tendenzen auf, jedoch kann nicht
von einer guten Ubereinstimmung gesprochen werden. Ein wichtiger Beitrag im Be-
reich der Modellierung der induktiven Zweifrequenz stellt die Arbeit von Wrona dar
[140]. Die elektromagnetisch-thermische Modellierung wird mit einer Optimierung
gekoppelt, wodurch die optimalen Frequenzen in Abhangigkeit eines geforderten
Temperaturprofiles ermittelt werden kdnnen. Die Umsetzung der pseudo-simultanen
Zweifrequenzerwadrmung wird durch eine Art Treppenfunktion realisiert. Die Ergeb-
nisse geben einen besseren Einblick in die zeitliche Warmequellenverteilung. Dieser
Losungsansatz fuhrt allerdings zu einer Oszillation der Temperatur, die sich negativ
auf die Phasenumwandlung auswirken kann. In [136] wird der gleiche Ansatz fur die

Modellierung der Zweifrequenzerwdrmung verwendet.



3 Versuchswerkstoff, Versuchseinrichtungen und Vers uchsdurch-

fihrung

3.1 Versuchswerkstoff

Die durchgefihrten Experimente dienen neben der Bestimmung von Eingabedaten
fur das Werkstoff- und Prozessmodell auch als ValidierungsgrofR3en. Fur alle Experi-
mente wurde der Vergutungsstahl 42CrMo4 mit der chemischen Zusammensetzung
aus Tabelle 3-1 verwendet. Der Werkstoff liegt in einem vergiteten Ausgangszu-

stand mit einer Mikrohérte von 370 HVO1 vor.

Chemische Zusammensetzung in Ma.-%

C Si Mn P S Cr Ni Mo Sn Al

0,425|0,309]0,70210,0190,013| 1,014 | 0,098 | 0,198 | 0,013 | 0,021

Tabelle 3-1: Chemische Zusammensetzung des untersuchten Vergutungsstahles
42CrMo4

Die Einstellung des Ausgangsgefiiges erfolgte durch eine Austenitisierung bei 860 °C
fir 30 min mit anschlieRender Olabschreckung. Der Anlassprozess wurde bei 570 °C
fur 3 h durchgefiihrt und anschliel3end erfolgte eine Ofenabkihlung auf Raumtempe-
ratur. Wie aus der lichtmikroskopischen Aufnahme in Abb. 3-1 (a) zu entnehmen ist,
liegt ein Vergitungsgefiige mit feinverteilten Ferritkornern vor, die die ehemalige
Martensitstruktur erahnen lassen. Im Folgenden wird das Ausgangsgeflge als ferri-
tisch-karbidisch (F/K) bezeichnet. Untersuchungen mit dem Rasterelektronenmikro-
skop (b) zeigen die Ferritmatrix mit den vorhandenen Karbiden. Die stabférmigen
Karbide sind vom Typ FesC (mit | gekennzeichnet), wohingegen die Mischkarbide
aufgrund der Legierungselemente Cr, Mo sowie Mn in globularer Form (mit Il ge-

kennzeichnet) vorliegen.
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Abb. 3-1: Lichtmikroskopische (a) und rasterelektronenmikroskopische (b) Aufnah-
me des ferritisch-karbidischen Ausgangsgefiiges des verwendeten Werk-
stoffes 42CrMo4

3.2 Probengeometrien

3.2.1 Induktionsharteexperimente

Fir die Induktionsharteversuche wurden zylindrische Proben aus 42CrMo4 verwen-
det. Die Proben wurden aus Stangenmaterial mit einem Durchmesser von 25 mm
durch Drehen hergestellt. Fir die Temperaturmessung wurden in die Proben Uber
Funkenerosion Bohrungen eingebracht, wie in Abb. 3-2 dargestellt. Die Anordnung
der Bohrungen zueinander dient der Minimierung ihres gegenseitigen Einflusses bei

der Temperaturmessung.

32 216"}
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Abb. 3-2: Probengeometrie der zylindrischen Proben fur die Induktionshéarte-
versuche
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Uber Vorversuche wurden die Positionen der Bohrungen fir die Mittel-, Hoch- und
Zweifrequenzversuche festgelegt, wie in Tabelle 3-2 aufgelistet. Die Abmessungen

geben die Distanz von der Probenoberflache bis zur Bohrungsmitte wieder.

TE1 TE2 TE3 TE4 TES
Mittelfrequenz | Oberflache 0,7 mm 1,2 mm 1,7 mm 4,0 mm
Hochfrequenz | Oberflache 0,7 mm 0,9 mm 1,1 mm 4,0 mm
Zweifrequenz | Oberflache 0,7 mm 0,9 mm 1,1 mm 4,0 mm

Tabelle 3-2: Positionierung der Thermoelemente fiir Temperaturmessung

3.2.2 Dilatometerversuche

Dilatometerversuche wurden mit verschiedenen Probengeometrien durchgeftihrt. Zur
Bestimmung von Umwandlungsdehnungen sowie den thermischen Ausdehnungsko-

effizienten wurden zylindrische Hohlproben (vgl. Abb. 3-3) verwendet.
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Abb. 3-3: Dilatometerprobe zur Bestimmung der Umwandlungsdehnung und der
thermischen Ausdehnungskoeffizienten

Fur Austenitisierungsversuche unter Belastung wurden zylindrische Vollproben mit

verschiedenen Durchmessern verwendet (vgl. Abb. 3-4 und Abb. 3-5).
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Abb. 3-4: Druckprobe mit 5 mm Durchmesser
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Abb. 3-5: Druckprobe mit 8 mm Durchmesser fir Belastungen bei - 5 MPa
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3.2.3 DSC Versuche

Fur die dynamische Differenzkalorimetrie wurde eine zylindrische Probe mit den Ab-

messungen aus Abb. 3-6 verwendet.
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Abb. 3-6: Probengeometrie zur Messung der spezifischen Warmekapazitat

3.2.4 Warmzugversuche

Die Bestimmung der FlieBkurven fir den Ausgangszustand bis 500 °C wurden mit
Warmzugproben wie in Abb. 3-7 gezeigt durchgefihrt.
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Abb. 3-7: Probengeometrie fir Warmzugversuche
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Die FlieRBkurven des unterkihlten Austenits wurden mit der Probengeometrie aus

Abb. 3-8 ermittelt. Die Wandstéarke im Messbereich betragt 1 mm.
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Abb. 3-8: Probengeometrie zur Bestimmung der FlieBkurven von unterkihltem
Austenit

3.2.5 Magnetisierungskurven

Die Bestimmung der magnetischen Eigenschaften wurden an einer Ringprobe mit
den Abmessungen aus Abb. 3-9 durchgefuhrt.
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Abb. 3-9 Ringprobe zur Bestimmung der Magnetisierungskurven



38 Versuchswerkstoff, Versuchseinrichtungen und Versuchsdurchfiihrung

3.3 Versuchseinrichtung und -durchfiihrung der Induk tionshéarteexperimente

Die Induktionsharteversuche wurden in Zusammenarbeit mit der Firma Eldec
Schwenk Induction GmbH durchgefiihrt. Zur Verfigung stand eine SDF 450 kW
Zweifrequenzharteanlage mit 250 kW Hochfrequenzleistung (HF) und 200 kW Mittel-
frequenzleistung (MF). Die Versuchsanlage ermdglicht sowohl eine separate als
auch eine simultane Erwarmung mit den jeweiligen Leistungsanteilen. Fur die Versu-
che wurde eine spezielle Reglung verwendet, mit der eine stromgeregelte Durchfiih-
rung der Experimente ermoéglicht wurde. Hierzu musste extra ein sogenanntes
~Steuerprint” angefertigt werden. Die Charakterisierung der Induktor-strome fur MF
und HF wurde mittels Heizzyklen unterschiedlicher Stromvorgabe durchgefihrt. Die
Strommessung erfolgte mittels einer Rogowski-Spule Typ CWT 30XB der Firma
Power Electronic Measurements Ltd und die Datenaufzeichnung mit einem Oszil-
loskop vom Typ TPS2024 der Firma Tektronix Inc. Der schematische Aufbau des
Generators sowie der Messstelle zur Erfassung des Induktorstroms kann Abb. 3-10
entnommen werden. Alle Messungen wurden automatisch ab einem Triggerwert von
120 Ampere uber das Oszilloskop ausgelost. Eine Messung direkt am Induktor war
aufgrund des geringen Koppelabstandes sowie der Bauweise des verwendeten In-
duktors nicht méglich gewesen. Jedoch kann davon ausgegangen werden, dass der

gemessene Strom nur unwesentlich vom Induktorstrom abweicht.

Frequenz-
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Abb. 3-10: Schematische Darstellung des Generatoraufbaus sowie Messstelle zur
Erfassung des Induktorstroms
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Die Versuche zur Bestimmung des Induktorstroms wurden separat zu den Indukti-
onsharteversuchen durchgefuhrt. Fur die Versuche zur Strommessung wurden die
Proben aus Abb. 3-2 verwendet, um die Prozessparameter mit der erreichbaren
Temperatur in Verbindung zu bringen. Die Temperaturmessungen im Bauteilinneren
wurden mit Mantelthermoelementen Typ K (NiCr-Ni) mit einem Durchmesser von 0,5
mm durchgefuhrt. An der Oberflache (TE1 in Abb. 3-2) wurde ein Typ K-
Thermodraht mit 1 mm Durchmesser angeschweil3t. Basierend auf diesen Messun-
gen wurden verschiedene Harteparameter fur Mittel-, Hoch- und Zweifrequenz-
hartungen (ZF) ausgewahlt, die in Tabelle 3-3 aufgelistet sind. Die Stromkalibration
musste durchgefuhrt werden, wie noch dargestellt wird, da durch die Verwendung
des speziellen Steuerprints nur eine Vorgabe in Prozent méglich gewesen ist, da im
Normalbetrieb eine Leistung in Prozent der maximalen Leistung der Anlage fur die
jeweilige Frequenz vorgegeben wird. Fur den Versuch ZF9,32/1,18 500 wurde keine
Temperaturmessungen, jedoch eine Bauteilcharakterisierung durchgefihrt. Die Wahl
der Heizzeiten wurde in Anlehnung an die vorhandenen Versuchsdaten aus [81] mit
Erwarmungsgeschwindigkeiten = 1000 K/s ausgewahlt und stimmen mit den verfah-
renstypischen Heizzeiten der Zweifrequenzhartung tberein, die in [19] mit unter 1000

ms angegeben werden.

Frequenz Vorgabe Strom o
Bezeichnung [kHz] Strom [%] | kalibriert [KA] Helzzelt
MF | HF MF HF MF HF [ms]
MF7,49_1000 12 - 32 - 7,49 - 1000
MF12,5 500 12 - 51 - 12,5 - 500
MF12,5 400 12 - 51 - 12,5 - 400
HF2,42_1000 - 325 - 45 - 2,42 1000
HF3,45_500 - 325 - 65 - 3,45 500
HF4,16_400 - 325 - 80 - 4,16 400
ZF9,32/1,18 500 12 | 325 | 40 20 | 9,32 | 1,18 500
ZF6,73/2,21_1000 | 12 | 325 30 40 | 6,73 | 2,21 1000
ZF6,73/2,73_500 12 | 325 30 50 | 6,73 | 2,73 500
ZF6,73/3,24_400 12 | 325 | 30 60 | 6,73 | 3,24 400

Tabelle 3-3: Bezeichnung der Versuchsvariationen mit Prozessparametervorgaben
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Wahrend den Temperaturmessungen kdnnen die Proben nicht rotiert werden. Zur
Reduzierung der inhomogenen Erwarmung, hervorgerufen durch die Feldschwa-
chung an der Zuleitung der Heizspule (siehe Abb. 3-10), wurde darauf geachtet, die
Messpositionen durch geeignete Probenpositionierung moéglichst weit entfernt von
dieser zu platzieren. Indessen wurden die Proben wahrend der Harteversuche mit
einer Drehzahl von 800 U/min rotiert, die beim Abschrecken auf 50 U/min reduziert
wurde. Als Polymerkonzentrat wurde SERVISCOL 98 der Firma Burgdorf GmbH und
Co. KG Abschreckhartetechnik eingesetzt. Der Polymergehalt des Abschreckmittels
betrug 8% bei einer Temperatur von 28 °C und einem Durchfluss von 20 I/min.

Der schematische Versuchsaufbau ist Abb. 3-11 zu entnehmen. Der Koppelabstand
a zwischen der Probe und dem Induktor betrug 2,25 mm. Die Induktorhéhe entspricht
der Probenlange und betragt 32 mm. Der Wasserkanal dient zur Kiuhlung der Kup-
ferspule, die wahrend des Harteprozesses aufgrund der Ohm’schen Verluste sowie
Warmestrahlung/-konvektion einer thermischen Belastung ausgesetzt ist. Die Heiz-
spule wird von einem magnetischen Feldkonzentrator umschlossen und besteht aus
Ferrotron 559H der Firma Fluxtrol Inc. Zur Abschreckung werden Heizspule und Ab-
schreckbrause mit einer Verfahrgeschwindigkeit von 10.000 mm/min in die entspre-
chende Abschreckposition nach unten verfahren. Die resultierende Abschreckverz6-
gerung betragt ca. 0,5 Sekunden. Die Abschreckdauer betrug 20 Sekunden, um ei-
nen vollstdndigen Temperaturausgleich auf RT zu gewahrleisten. Die Proben wurden

im Anschluss nicht angelassen.
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Abb. 3-11: Schematische Darstellung der Versuchsanordnung der Induktionsharte-
experimente sowie Temperaturmessung (ohne Rotation)

3.4 Dilatometerversuche

3.4.1 Bestimmung der thermischen Ausdehnungskoeffiz ienten sowie Um-
wandlungsdehnungen

Fur die Bestimmung der thermischen Ausdehnungskoeffizienten der F/K-
Ausgangsphase sowie dem Martensit und Austenit wurden Versuche mit einem Ab-
schreckdilatometer DIL 805 A/D der Firma Bahr-Thermoanalyse GmbH durchgefihrt.
Der schematische Aufbau ist in Abb. 3-12 gezeigt. Die Probe (vgl. Abb. 3-3) wird
zwischen zwei Schubstangen eingespannt und tber den induktiven Wegaufnehmer
wird die Langenanderung bzw. Langendifferenz zu der vorderen, fixen Schubstange
bei einer maximalen Auflésung von 0,05 ym gemessen. Uber ein Thermoelement

Typ S aus 0,1 mm Pt-Pt/Rh 10% Thermodraht, welches mittig auf der Probe ange-
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schweil3t wird, kann die Temperatur geregelt werden. Die Abschreckung der Hohl-
probe geschieht zum einen von aul3en Uber die Abschreckspule sowie zum anderen
intern durch die hohle Schubstange. Als Abschreckmedium wird Helium verwendet,
wobei ein maximaler Durchfluss von 456 I/h mdglich ist.

Thermoelement Abschreckspule Vakuumkammer

. Heizspule :
. Abschreckgas :
' (Helium) E B E E E :
! / EEE Induktiver !
! Wegaufnehmer|
I Schubstange { !
' (Quarz) :
1 .
I T Fixierung — !
: Schubstange :
| .

Abb. 3-12: Schematische Darstellung des Abschreckdilatometers zur Bestimmung
der thermischen Ausdehnung und der Umwandlungsdehnungen

Die Proben wurden mit einer Erwdrmungsgeschwindigkeit von 1 K/s und 10 K/s auf
950 °C bzw. 1000 °C erwarmt und danach in 5 sec auf Raumtemperatur (RT) abge-
schreckt. Der darauffolgende Anlasszyklus dient der Bestimmung der thermischen
Ausdehnung des Martensits, da mit keinem gréfl3eren Einfluss der Anlasseffekte auf
die Dehnungsentwicklung bis Temperaturen um die 150 - 200 °C gerechnet wird. Der
entsprechende Temperatur-Zeit-Verlauf ist in Abb. 3-13 wiedergegeben. Fir beide
Erwarmungsgeschwindigkeiten wurden jeweils 3 Versuche durchgefihrt. Des Weite-
ren wurde eine separate 10 mm Probe im Temperaturbereich zwischen 200 und
550 °C zyklisch mit einer Erwdrmungsgeschwindigkeit von 1 K/s erwarmt und abge-
kahlt, um den Ausdehnungskoeffizienten des Ausgangsmaterials genauer zu be-

stimmen.
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Abb. 3-13: Schematischer Temperatur-Zeit-Verlauf zur Bestimmung der thermi-
schen Ausdehnungskoeffizienten und Umwandlungsdehnungen

3.4.2 Bestimmung der Umwandlungsplastizitat wahrend der Austenitisierung

Zur Bestimmung der Umwandlungsplastizitdt wurden Austenitisierungsversuche un-
ter Belastung durchgefiihrt. Als Versuchseinrichtung kam ein Abschreck- und Um-
formdilatometer DIL 805 A/D der Firma Bahr-Thermoanalyse GmbH zum Einsatz. Die
servohydraulische Belastungseinheit kann bis zu einer minimalen Kraft von 200 N
geregelt werden. Der schematische Versuchsaufbau kann Abb. 3-14 entnommen
werden. Die Belastungseinheit driickt den linken Quarzstempel mit einer definierten
Kraft gegen die Probe, wobei Gber den induktiven Wegaufnehmer die Wegdifferenz
zwischen dem beweglichen (links) und fest eingespannten Quarzstempel (rechts)
gemessen wird. Die Molybdanplattchen dienen der Kompensation des Warmeabflus-
ses uUber den Quarzstempel. Wie bei den Versuchen zuvor wird die Temperaturrege-
lung Uber ein aufgeschweil3tes Thermoelement ermdglicht.
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Abb. 3-14: Schematischer Aufbau des Belastungsdilatometers

Der schematische Versuchsablauf fir die Austenitisierungsversuche unter Belastung
kann Abb. 3-15 entnommen werden. Die Proben wurden zunéachst auf eine Tempe-
ratur unterhalb der Anlasstemperatur erwarmt (550 °C) und anschlielRend wurde
wahrend einer Haltezeit von 30 Sekunden die Kraft aufgebracht. Im Anschluss wur-
den die Proben mit einer Erwdrmungsgeschwindigkeit von 1 K/s auf 950 °C erwarmt.
Die Erwarmungsgeschwindigkeit von 1 K/s stellt einen Kompromiss zwischen der
Reduzierung eines tUberméaligen Kriechens sowie der Temperaturhomogenitat in der
Probe dar. Zum Vergleich wurden zwei Versuche bei einer Erwarmungsgeschwindig-
keit von 0,5 K/s ohne und mit 10 MPa Belastung durchgefihrt. Fir die spannungs-
freien Versuche wurde das Abschreckdilatometer ohne Belastungseinheit verwendet
(vgl. Abb. 3-12).
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F “ s Em e e .- -
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>
>

tKraﬂ tSlan tEncle Zeit

Abb. 3-15: Schematische Darstellung des Temperatur- und Kraftverlaufs fur Auste-
nitisierungsversuche unter Belastung
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Tabelle 3-4 gibt eine Ubersicht zu den Versuchen sowie den entsprechenden Kréaften
die wahrend den Versuchen konstant gehalten wurden. Fur die Belastung bei - 5
MPa wurde die Probe mit einem Durchmesser von 8 mm aus Abb. 3-5 verwendet,

was zu der héheren Kraft gegeniber der - 10 MPa Belastung fuhrt.

Bezeichnung Kraft F Spannung o | Aufheizgeschwindigkeit
[N] [MPa] [K/s]
-5 MPa; 1K/s 256 5 1
- 10 MPa; 1K/s 200 210 1
- 15 MPa; 1K/s 205 15 1
- 20 MPa; 1K/s 393 220 1
- 25 MPa; 1K/s 490 TS 1
- 30 MPa; 1K/s 589 230 1
- 10 MPa; 0,5K/s 200 _10 05

Tabelle 3-4: Versuchsparameter der Austenitisierungsversuche unter Belastung

3.5 Warmzugversuche

Zugversuche bei Raumtemperatur sowie erhdhten Temperaturen wurden zur Cha-
rakterisierung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens des Ausgangsgefliges
durchgefihrt. In Anlehnung an die DIN Norm 10002-5 (1992) [145] wurde die Pro-
bengeometrie (vgl. Abb. 3-7) verwendet. Die Priftemperaturen betrugen 20, 100,
300 und 500 °C. Je Versuchstemperatur wurden drei Versuche durchgefuhrt. Fir die
Zugversuche wurde eine elektromechanische Universalprifmaschine der Bauart
Zwick mit einer Maximalprufkraft von 100 kN verwendet. Zur Erwarmung der Probe
entlang der Messstrecke wurde ein Spiegelofen verwendet, wohingegen zwei Wider-
standséfen fur die Fassungen zum Einsatz kamen, um den in der DIN Norm vorge-
schriebenen maximalen Temperaturgradienten nicht zu tUberschreiten. Die Gewahr-
leistung der Temperaturhomogenitat wird mittels dreier Typ-K Thermoelemente si-
chergestellt, wobei nur das mittige Thermoelement zum Regeln der Temperatur ver-
wendet wird. Die Zugversuche wurden bei konstanter Traversengeschwindigkeit
durchgefiihrt. Die Dehnrate im Bereich der elastischen Verformung betrug & =
0,003 min~! und war somit im Einklang mit der in der DIN Norm 10005-2 vorge-

schriebenen Dehnrate (0,001 min™ < ¢ < 0,005 min™).
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Querhaupt
| Kraftmessdose
3-Zonen-Ofen . Dehnungsaufnehmer
(kapazitiv)
Probe

H

Elektromechanischer Antrieb

Abb. 3-16: Schematische Darstellung der Universalprifmaschine fir Warm-
zugversuche

Die Warmzugversuche an unterktihltem Austenit wurden an einer Universalprifma-
schine mit integrierter Erwérmungs- und Abschreckeinrichtung durchgefihrt. Eine
Vakuumkammer ermoéglichte die Durchfihrung unter Vakuum beziehungsweise
Schutzgas. Der schematische Aufbau der Prifeinrichtung ist in Abb. 3-17 darge-
stellt. Die Erwarmung der Probe erfolgt induktiv, wobei Uber ein angeschweil3tes
Thermoelement vom Typ K die Temperatur geregelt wird. Die Temperaturhomogeni-
tat entlang der Messtrecke wurde im Vorfeld fur die verschiedenen Versuchstempe-
raturen Uberprift und betrug < +/- 20 K. Das Abschrecken auf Priftemperatur wird
durch ein Wasser-Luft-Gemisch durch die Innenbohrung der Probe ermdéglicht. In der
Innenbohrung befindet sich ein Réhrchen mit kleinen Bohrungen auf Hohe der Mess-
strecke, um eine homogene Abschreckung zu gewéhrleisten. Die Kraft F wird wah-
rend der Versuchsfuihrung bis zum Zugversuch auf Null geregelt. Die Dehnungsmes-
sung geschieht Uber einen kapazitiven Ansatzdehnungsaufnehmer. Fur den Zugver-
such wird ausgehend von der LAngsmessung mittels Dehnungsaufnehmer eine Ver-
fahrstrecke von 1 mm vorgegeben. Bei einer Kalibrierung der Schenkelabstéande von
13 mm entspricht dies einer Dehnung von = 7,7 %. Aufgrund der relativ begrenzten
Zeit bis zum Eintreten der Phasenumwandlung wurde die Dehnung innerhalb einer

Sekunde realisiert. In Abb. 3-18 ist der Versuchsablauf schematisch dargestellt. Ne-
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ben dem unterkihlten Austenit wurde zusatzlich die FlielBkurve des Ausgangsgefi-
ges bei 700 °C bestimmt, indem in 5 Sekunden auf 700 °C erwarmt und nach 2 Se-

kunden Haltezeit der Zugversuch durchgefthrt wurde.

o}
o =1
1] F/
/” \\\
4 N,
7 Ly \ Temperaturregelung
2
I,’ Y - (Thermoelement)
\
| Induktions- H ! Langs-
" erwarmung | T dehnungsaufnehmer
T
\ /
N //
N, /
\\\ - ¢ _F; Sollwertvorgabe
S \ T Regelung
Abfuhr € . | Messdatenerfassung
Regelung Vakuum- G » Auswertung
iz-/Kii Kihlmittel
Heiz-/Kihl- e -
system I Fle
A

Regelung
l v ‘ Prifmaschine

Servo- o
hydraulik

Abb. 3-17: Prifeinrichtung zur Bestimmung der FlieRkurven an unterkihltem
Austenit

Fur die Versuche am unterkuhlten Austenit wurde die Probe innerhalb von 15 Se-
kunden auf eine Austenitisierungstemperatur von 900 °C gebracht und dort fur 30
Sekunden gehalten, um einen homogenen Austenit einzustellen. Im Anschluss wur-
de die Probe innerhalb von 2 Sekunden auf die entsprechende Pruftemperatur abge-
schreckt und fur weitere 2 Sekunden gehalten, damit eine mdglichst homogene
Temperaturverteilung vorlag, wie der schematisch dargestellten Versuchsfihrung in
Abb. 3-18 zu entnehmen ist. Die Versuche wurden zwischen 400 und 900 °C in

Schritten von 100 °C durchgefuhrt.
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Abb. 3-18: Schematische Darstellung zum Versuchsablauf bei der experimentellen
Bestimmung der Fliel3kurven fur unterkihlten Austenit von 42CrMo4

3.6 Dynamische Differenzkalorimetrie

Dynamische Differenzkalorimetriemessungen wurden zur Bestimmung der spezifi-
schen Warmekapazitat ¢, am verwendeten Werkstoff durchgefiihrt. Die thermische
Analyse wurde an 3 Proben (vgl. Abb. 3-6) mit einem DSC 404 F1 Pegasus der Fir-
ma Netzsch durchgefihrt. Die Proben werden in einem Siliziumkarbidtiegel bei einer
Erwarmungs- und Abkuhlgeschwindigkeit von 10 K/min gegen eine Referenzprobe
(Saphir) gemessen. Hierbei werden die Proben gleichmafig aufgeheizt bzw. einem
gleichférmigen Warmestrom ausgesetzt. Die messbare Temperaturdifferenz zwi-
schen den beiden Proben ist proportional zur Differenz der spezifischen Warmeka-

pazitat.

3.7 Versuchsaufbau zur Bestimmung der temperaturabh angigen Magnetisie-

rungskurven

Zur Bestimmung der temperaturabhangigen Magnetisierungskurve wurde der
Messaufbau aus Abb. 3-19 verwendet. Die Erregerspannung wird Uber einen Leis-
tungsverstarker der 7700 Serie der Firma AE Techron Inc. mit einer Ausgangsleis-
tung von 5 kW (ber einen 3 Q Widerstand bereitgestellt. Uber den Signalgenerator
wird der Leistungsverstarker angesteuert, welcher als Stromquelle fur die Primarspu-
le dient. Die Regelung des Signalgenerators ist so ausgelegt, dass eine sinusformige

Spannung in der Sekundarspule Uber ein Spannungsmesser V - auch Fluxmeter ge-
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nannt - gemessen wird. Die Temperaturregelung des Vakuumofens wurde Uber ein

Thermoelement des Typ K realisiert.

Signal-
generator Vakuumkammer
Widerstand |
X Fluxmeter
Leistungs- Primér- b [Sekundar-
verstarker spule |3 P| spule

Abb. 3-19: Messaufbau zur Bestimmung der temperaturabhangigen Magnetisie-
rungskurven von 42CrMo4 (Ringmethode)

Der Ringkern aus 42CrMo4 (vgl. Abb. 3-9) wurde mit einem mittleren Radius
1o = 45 mm gefertigt. Nach [146] sollte das Verhéaltnis zwischen Aufl3en- zu Innen-
durchmesser den Wert 1,1 nicht tiberschreiten, damit die radiale Anderung der mag-
netischen Feldstarke H klein gehalten wird. Die magnetische Feldstarke H wird von
dem Strom in der Primarspule erzeugt und kann Uber folgende Beziehung ermittelt

werden:

H(t) =200 (3.1)

wobei N; die Anzahl der Windungen ist und I(t) der zeitveranderliche Strom zur Er-
zeugung einer resultierenden, sinusférmigen Spannung in der Sekundarspule. Die in
der Sekundarspule induzierte Spannung wird mit dem Fluxmeter gemessen und
ergibt durch Integration den magnetischen Fluss ®. Mit diesem kann unter Beruck-
sichtigung der Sekundarwindungen N, und dem Querschnitt A des Ringkernes die

magnetische Flussdichte berechnet werden:

B(t) = ﬁ [V() dt =—. (3.2)

Nz'A

Obwohl der Messaufbau eine sehr sorgfaltige Praparation erfordert, muss bei ge-
schlossenen Magnetkreisen keine Rucksicht auf einen Entmagnetisierungsfaktor ge-
nommen werden, wie dies bei stabférmigen Proben der Fall ist [127]. In [147] wird

ein Messaufbau unter Verwendung stabformiger Proben diskutiert, der im Vergleich
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mit einer Ringprobe gute Ergebnisse erlaubt. Jedoch wird nicht auf den Entmagneti-
sierungsfaktor und dessen Materialabhangigkeit eingegangen. Abb. 3-20 zeigt den

Aufbau der Ringprobe mit Primé&r- und Sekundarspule.

Abb. 3-20: Aufbau der Primarspule (links) und der Sekundarspule (rechts)

Die Magnetisierungskurven wurden in Temperaturschritten von 100 °C bis 600 °C
gemessen und danach in 10 °C Schritten bis zum Erreichen der Curie-Temperatur
(768 °C bei reinem Eisen), da die Anderung der Permeabilitat in diesem Bereich sehr
grol3 sein kann. Auf mikrostrukturelle Einflisse wurde keine Rucksicht genommen,
weil experimentell keine Moéglichkeit bestand, eine Veranderung gegentber dem ver-
guteten Zustand beim Messen um den Curie-Punkt zu verhindern. Tabelle 3-5 bein-

haltet alle relevanten Daten beztiglich der Abomessungen und des Versuchsaufbaus.

Beschreibung Bezeichnung Wert
Anzahl der Primarwicklungen N, 43 Windungen
Anzahl Sekundarwicklungen N, 27 Windungen

Mittlerer Radius Probe 7o 45 mm
Querschnittsflache Probe A 94,6 mm?
Abtastrate dt 10 kHz

Tabelle 3-5: Abmessungen und Spulenparameter des verwendeten Versuchsaufbaus
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3.8 Bestimmung der Bauteilcharakteristika
3.8.1 Makroschliffe

Zur Gegenuberstellung der Hartezone, hervorgerufen durch den Induktionshartepro-
zess, mit der numerisch modellierten Martensitverteilung wurden Makroschliffe in
Langsrichtung angefertigt, wie Abb. 3-21 verdeutlicht. Die Proben wurden kalt ein-
gebettet, in mehreren Stufen geschliffen und abschlieRend poliert. Die Atzung erfolg-

te mit 2 % Salpetersaure (Nital).

Langsschliff (Mikroharte — und struktur)

o <

>

&
<

\ 4

&
<

16

Mikrohartemessung
Eigenspannungsmessungen

Abb. 3-21: Verdeutlichung der Harte- und Eigenspannungsmessungen sowie der
Makrostrukturuntersuchungen

3.8.2 Mikroharteprufung

Die Mikrohartemessungen wurden mit einem Kleinlastprufgerat HMV-2000 der Firma
Shimadzu an den induktiv geharteten Proben durchgefiihrt. Die Priflast der Harte-
eindrucke betragt 100 g, was nach DIN EN 6507-1 [148] der Bezeichnung HV 0,1
entspricht. Die Hartetiefenverlaufe wurden auf halber Zylinderhdhe in Radialrichtung,
wie in Abb. 3-21 angedeutet, aufgenommen. Die Einwirkdauer sowie die Abstande
einzelner Harteeindriicke wurden im Einklang mit DIN EN 6507-1 durchgefuhrt.
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3.8.3 Eigenspannungsmessungen

Eigenspannungstiefenverlaufe wurden an den geharteten Zylinderproben erstellt. Die
réntgenographische Bestimmung der Eigenspannungen basiert auf dem sin®¥-
Verfahren [149] an den {211}-Gitterebenen der a-Phase sowie tetragonal verzerrten
a-Phase (Martensit) mit einer CrKa-Strahlung unter der Verwendung eines Y-
Diffraktometers ,Karlsruher Bauart". Die Wellenlange betrug 2,29 A, was einer mittle-
ren Eindringtiefe von 5-6 uym entspricht. Primarseitig kam eine Lochblende mit einem
Durchmesser von 1 mm zum Einsatz und sekundarseitig wurde vor dem Detektor
eine Symmetriesierungsblende fur die {211}-Interferenzlinie verwendet [150]. Fur die
Bestimmung der Gitterdehnung wurde ein spannungsfreier Bragg-Winkel von 268, =
156,39° vorausgesetzt. Der 28 Bereich wurde von + 146° < 8 < +166° abgefahren,
wobei die Schrittweite A26 fur Martensit = 0,2° und a = 0,15° betrug. Der Kippwinkel
W wurde im Bereich von — 60° < W < +60° in 11 Schrittweiten von AW = 10° variiert.
Unter der Annahme eines isotropen Materialverhaltens wurde fur die Auswertung des
Elastizitatsmodul E?' = 219911 MPa und die Querkontraktionszahl v*'% = 0,28
herangezogen. Die Eigenspannungstiefenverlaufe wurden durch sukzessives, elekt-
rolytisches Abtragen des Materials ermoglicht. Als Elektrolyt wurde die Mixtur A2 der
Firma Struers GmbH verwendet. Die Abtragtiefen fir die Eigenspannungstiefenver-

laufe wurden in Anlehnung an die Harteverlaufe (vgl. Abb. 3-21) ausgewahlt.
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Die zentrale Fragestellung der Arbeit befasst sich mit der Entwicklung eines numeri-
schen Simulationsmodells, welches in der Lage ist, die Induktionshéartung unter Ver-
wendung einer Frequenz und zweier Frequenzen abbilden zu kénnen. Die Modellie-
rung wurde durch die Kopplung der beiden Finite Elemente Pakete MSC.Marc Versi-
on 2010r und Abaqus/Standard Version 6.91 umgesetzt, wobei MSC.Marc aus-
schlie3lich fiir die Berechnung der induktiven Erwarmung verwendet wurde. Die in
MSC.Marc berechnete Temperaturentwicklung wird in Abaqus/Standard als thermi-
sche Randbedingung vorgegeben, um das mechanische Verhalten wahrend der Er-
warmung zu bericksichtigen. Nach diesem Teilprozess wird die weitere Tempera-
turentwicklung  durch  das thermomechanisch-metallurgische  Modell in
Abaqus/Standard berechnet. Aus diesem Grund wird in den folgenden Abschnitten
genauer auf die Modellierung eingegangen. Zunachst wird die Kopplung der beiden
Softwarepakete erlautert, um im darauffolgenden Schritt eine moglichst gute Uber-
sicht Gber die verwendeten Modelle und Abstraktionen geben zu kdnnen.

4.1 Kopplung zwischen MSC.Marc und Abaqus/Standard

Die Kopplung zwischen MSC.Marc und Abaqus/Standard liegt in der elektromagneti-
schen Berechnung begrindet, da diese wahrend der Entwicklung des vorliegenden
Modells nicht in Abaqus/Standard mdglich gewesen ist. Bei Vernachlassigung me-
chanischer Einflisse auf die Umwandlungskinetik sowie Warmeentwicklung kann die
mechanische Berechnung entkoppelt werden und muss bei der induktiven Erwar-

mung in MSC.Marc nicht beriicksichtigt werden.

Die Kopplung der beiden Finite Elemente Codes geschieht tber die zeitliche Tempe-
raturentwicklung wie in Abb. 4-1 dargestellt. Mit jedem Zeitschritt in MSC.Marc er-
folgt die Konvergenzabfrage hinsichtlich der Temperatur. Ist diese erfillt, wird der
entsprechende Zeitpunkt sowie das Temperaturfeld an den Knoten des Werkstlickes
in einer externen Ausgabedatei gespeichert. Nachdem die Simulation in MSC.Marc
beendet ist, wird die zeitliche Entwicklung der Temperatur sowie die entsprechenden
Zeitpunkte in Abaqus/Standard eingelesen und Uber die Subroutine SIGINI als ther-

mische Randbedingung verwendet.
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Simulationsmodell

¥ Nein
Simulation MSC.Marc J
Konvergend 2 | Temperaturfeld
Elektromagn.-thermo- AT Zeitpunkte
metallurgische Kopplung
Ja

A

Simulation Abaqus

A

Thermomechanisch-
metallurgische
Kopplung

Abb. 4-1: Graphische Darstellung zur Ubertragung der Temperaturgeschichte auf-
grund der induktiven Erwarmung

Die Ubertragung der Temperatur bzw. anderer ZustandsgrofRen zwischen zwei iden-
tischen Modellen mit der gleichen Vernetzung kann durch Abb. 4-2 erlautert werden.
Fur einen beliebigen Knoten betragt die Temperatur T zum Zeitpunkt t einen be-
stimmten Wert, wie in Abb. 4-2 (a) schematisch dargestellt. Ist dieser Verlauf gege-
ben, so kann mittels der Wertepaare Temperatur und Zeitpunkt anhand einer linea-
4-2 (b)

durchgefuhrt werden. Fir jeden Zeitschritt in Abaqus/Standard wird der Zeitschritt ¢t

ren Interpolation die Temperaturberechnung in Abaqus/Standard Abb.

davor sowie t; danach ermittelt und die Temperatur entsprechend berechnet. Die
Zeitschritte in Abaqus/Standard sind durch diese Vorgehensweise unabhéngig von

denen aus MSC.Marc ermittelten.
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Abb. 4-2: Graphische Darstellung der Temperaturibertragung des diskretisierten
Temperaturverlaufs aus MSC.Marc (a) Uber die Interpolation in
Abaqus/Standard (b)
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Neben der Ubertragung der ZustandsgroRe Temperatur zwischen zwei identischen
Vernetzungen wurde zusatzlich die Mdoglichkeit umgesetzt, die Ergebnisse aus
MSC.Marc auf ein feineres Netz in Abaqus/Standard zu Ubertragen. Diese Vorge-
hensweise erlaubt eine weitaus feinere Diskretisierung des betrachteten Bauteils ge-
genuber dem Modell in MSC.Marc. Diese ist aufgrund der Umgebungsluft sowie der
Heizspule limitiert. Die feinere Vernetzung ermdglicht auBerdem die Uberpriifung der
Netzunabhangigkeit. Des Weiteren ist es denkbar, im Rahmen der Prozesskettensi-
mulation auch steile Eigenspannungsgradienten z.B. nach der Zerspansimulation auf
das Netz aufzupragen. In Abb. 4-3 sind beide Vernetzungen dargestellt. Fir beide
wurde die Elementdichte im randnahen Bereich erhéht. Dies ist beim groben Netz
deutlich zu erkennen. Die Ubergangstiefe von feiner zu groberer Vernetzung basiert

auf der maximal erwartbaren Einhartetiefe.

Grobes Netz ( 7200 Elemente) symmetrieachse _

Feines Netz ( 35200 Elemente) symmetrieachse

Abb. 4-3: Vernetzung des Werkstiickes

Die Vorgehensweise zur Ubertragung der Temperatur auf ein feineres Netz ist in
Abb. 4-4 wiedergegeben. Zunachst wird jeder Knoten des neuen Netzes einem
Element des alten Netzes zugeordnet und dessen lokale Koordinaten berechnet. Mit
diesen Koordinaten kann Uber die Formfunktion des verwendeten Elementtyps die
Temperatur berechnet werden. Dies entspricht der Vorgehensweise zur Berechnung
von Knotenwerten an Integrationspunkten. Eine Gegenuberstellung des Temperatur-

verlaufes vor und nach dem Ubertragen ist in Abb. 4-5 gezeigt.



56 Simulationsmodell
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Abb. 4-4: Schematische Darstellung zur Ubertragung der MSC.Marc Ergebnisse auf
ein feineres Netz in Abaqus/Standard zur feineren Auflésung der Span-

nungen
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Abb. 4-5: Gegeniiberstellung der Temperaturverlaufe vor und nach dem Ubertragen
von MSC.Marc auf Abaqus/Standard bei gleichem Netz (a) und feinerem
Netz in Abaqus/Standard (b)

4.2 Elektromagnetisches Modell in MSC.Marc

Die Energielibertragung bei der Induktionserwarmung basiert auf der Wechselwir-
kung elektrisch leitender Medien mit elektromagnetischen Feldern. Die entsprechen-
den Beziehungen kénnen durch die Maxwell’'schen Gleichungen beschrieben wer-
den [151]. In den meisten Anwendungen wird die zeitharmonische Approximation

gegenuber dem zeitdiskreten Ansatz bevorzugt, da der mogliche Verlust an Genau-
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igkeit durch die Zeiteffektivitdt mehr als kompensiert wird [152]. Zu dessen Herleitung
werden zunachst konstante Werkstoffeigenschaften unterstellt. Im Fall der induktiven
Erwarmung dienen ausschlief3lich die folgenden Beziehungen zur Lésung der elekt-

romagnetischen Feldgleichungen [153]:

rotE = —u- ?3_1'1 (Induktionsgesetz nach Faraday), (4.1)
t
. ., D .
rotH = | + = (Durchflutungsgesetz nach Ampere). (4.2)

Der Term aa—'i auf der rechten Seite des Durchflutungsgesetzes kann vernachlassigt

werden, da in der induktiven Erwarmung [152] die Stromdichtefaufgrund der hohen
elektrischen Leitfahigkeit ¥ im Verhaltnis sehr grof3 ist. Zwischen den Feldgroien

bestehen aul3erdem noch folgende Zusammenhange:

J=x-E, (4.3)
B=yo p-H, (4.4)

wobei E das elektrische Feld, H die magnetische Feldstarke, B die magnetische
Flussdichte, u, die magnetische Permeabilitéat in Vakuum und u, die relative Perme-
abilitéat darstellen. Hieraus folgt fur das Durchflutungsgesetz unter Berlcksichtigung
von (4.5) :

TOtH) = K- E . (46)

Als weiterer Schritt kann nun noch die Quellenfreiheit des magnetischen Feldes her-

angezogen werden:
divB = 0 , (4.7)

welche in Kombination mit der Divergenzfreiheit eines Rotationsfeldes zur Einfihrung

des sogenannten magnetischen Vektorpotentials A fuhrt:
div(rot/f) =0. (4.8)

Aus Gleichung (4.7) und (4.8) sowie der Coulomb-Eichung divA = 0 kann folgender

Zusammenhang abgeleitet werden:
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B = rotA . (4.9)

Wird nun Gleichung (4.9) in (4.1) eingesetzt, so kann die elektrische Feldstéarke her-

geleitet werden:

-

= 0A
E=———grad(V), (4.10)

wobei V das elektrische Potential darstellt. Unter der Annahme zeitharmonischer
Felder, die sich periodisch und sinusférmig mit der Zeit verandern, kann mit % =jw

die folgende Differentialgleichung aufgestellt werden:
1 - ; -
rot (; - rotA) =—K- (]wA + grad(V)) : (4.11)

w stellt in diesem Fall die Kreisfrequenz dar. Das elektrische Potential stellt die

Spannung an der Heizspule dar und ist somit die felderregende Groéf3e. Durch Multi-

plikation mit der elektrischen Leitfahigkeit ergibt sich die Erregerstromdichte ]_{ in der

Heizspule und die Gleichung (4.11) ergibt:
1 e 2T
rot (; . rotA) = —KjwA+], . (4.12)

Anhand Gleichung (4.12) kdénnen alle relevanten GrofRen tUber das magnetische Vek-

torpotential definiert werden:

B = rotd, (4.13)
H=1, - u B, (4.14)
E=—jwA, (4.15)
J=kE. (4.16)

Uber die Berechnung des elektrischen Feldes innerhalb des Werkstiickes (4.15)
kann Uber die Beziehung (4.16) auf die induzierte Stromdichte und Leistung ge-

schlossen werden.

Aus den Gleichungen (4.11) und (4.12) geht hervor, dass das magnetische Vektorpo-
tential 4 durch die Vorgabe eines elektrischen Potentials V oder einer Erreger-

stromdichtefl berechnet werden kann. In dieser Arbeit wird die Erregerstromdichte in

der Heizspule vorgegeben, da eine Spannungsmessung an dieser nicht mdglich ist.
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Diese wird zusatzlich zu der Frequenz auch von der Wechselwirkung mit dem mag-
netischen Feldkonzentrator sowie dem Werkstiick beeinflusst. Der magnetische
Feldkonzentrator bewirkt eine Konzentration des Magnetfeldes und fuhrt dadurch zu
einer konzentrierteren Leistungseinbringung, wie aus Abb. 4-6 ersichtlich ist. Die
Feldberechnung bei einer Frequenz von 2 kHz verdeutlicht die Stromverdrangung in

der Heizspule.

Ohne magnetischem Mit magnetischem
Feldkonzentrator Feldkonzentrator
Magnetische 7
Feldlinien l \ ’ I ‘ { i ‘ )]
Leistungs- ‘E j’ ‘ l ’..‘___ ____..J
dichte T . o S

Abb. 4-6 Elektromagnetische Berechnung zur Darstellung des Einflusses eines
magnetischen Feldkonzentrators auf die Leistungs- bzw. Stromdichte-
verteilung in der Heizspule [154]

Die im Werkstlick induzierten Wirbelstrome verursachen ihrerseits ein Magnetfeld,
welches zu einer induzierten Spannung in der Heizspule fuhrt und somit die Strom-
verteilung in dieser beeintrachtigt. Diese Art der Wechselwirkung wird als Nachbar-
schaftseffekt oder Proximity-Effekt bezeichnet [15], [16], [18]. Die Berucksichtigung
dieser Einflisse auf die exakte Stromverteilung in der Heizspule sind in MSC.Marc
nicht méglich und missen durch entsprechende Abstraktionen angenédhert werden,

wie im spateren Verlauf gezeigt wird.

Aus der Annahme zeitharmonischer Felder wird ersichtlich, dass bei den Beziehun-
gen (4.3) und (4.4) ein linearer Zusammenhang gewahrleistet sein muss, was aus
mechanischer Sicht mit der Annahme einer rein elastischen Betrachtung vergleichbar
ist. Im Fall ferromagnetischer Materialien ist die relative Permeabilitat u,. jedoch nicht-

linear und fiihrt zu dem nichtharmonischen Verlauf wie in Abb. 4-7 dargestellt.
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t
B zeitharmonisch H zeitharmonisch

Abb. 4-7: Grafische Darstellung der resultierenden Verlaufe fur das H- und B-Feld
unter Beriicksichtigung des nichtlinearen Zusammenhangs

Unter Berucksichtigung eines linearen Zusammenhangs muss fir die Verwendung
des zeitharmonischen Ansatzes eine geeignete Linearisierung der Permeabilitat er-
maoglicht werden, die neben der Leistungsumsetzung auch auf deren Verteilung Ein-
fluss nimmt. In [155] ist eine Vorgehensweise beschrieben, die in diesem Rahmen
implementiert wurde. Die Flache unter der Magnetisierungskurve, wie in Abb. 4-8 zu
sehen, beschreibt die magnetische Energie. Diese stellt im Fall der realen Magneti-
sierungskurve eine Obergrenze dar, da der Scheitelwert und nicht der Effektivwert
zum Tragen kommt. Im Gegensatz dazu kann die Linearisierung wie in Abb. 4-8 ge-
zeigt als Untergrenze aufgefasst werden. Die Mittelung der beiden Anteile erlaubt

nach [155] eine gute Approximation der effektiven Energie w;:

e Wo1tWy

we = Yortiuz (4.17)

2

wobei w,; die obere und w,; die untere Energiegrenze sind. Die beiden Grenzen las-

sen sich wie folgt berechnen:

f
Wor = [, ™ b-dh, (4.18)

1
Wyz = EBmi -H

mi (4.19)

mit B,,; als magnetische Flussdichte am Punkt i im Material und H,’:u. als die fiktive
Feldstarke. b stellt die magnetische Flussdichte in Abh&ngigkeit der Magnetfeld-
starke h dar, was eine analytische Beschreibung notwendig macht. Diese wird im

spateren Verlauf zusammen mit den Magnetisierungskurven diskutiert.
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Abb. 4-8: Beriicksichtigung der nichtlinearen Permeabilitat durch Uberlagerung der
harmonischen und realen Energiedichte

Die fiktive Permeabilitat ufi kann iterativ mittels der folgenden Beziehungen berech-
net werden:

1 2
Wif =ZHo 'I‘Ii ' (Hrj:u') : (4.20)

Hierzu wird der Permeabilitat zunachst ein beliebiger Wert zugeordnet und eine
elektromagnetische Berechnung durchgefihrt. Anhand der resultierenden Feldstérke
kann uber die analytische Beschreibung der Magnetisierungskurve die magnetische
Flussdichte B sowie die beiden Teilenergien w,; und w,,, berechnet werden. Hieraus
kann ein neuer Wert fur die Permeabilitdt abgeleitet und im nachsten Schritt der
Neuberechnung verwendet werden. Da der iterative Prozess eine Neuberechnung
der magnetischen Feldstarke erfordert, wird eine Submodellierung durchgefuhrt, wie
aus Abb. 4-9 zu entnehmen. Die elektromagnetische Simulation besteht im Grunde
aus einer elektromagnetisch-thermisch gekoppelten Simulation, da nur so ein direk-
ter Zugriff auf die resultierenden Warmequellen mdglich wird. Jedoch werden wah-
rend der Simulation alle thermischen Aspekte konstant gehalten. Jede Submodellie-
rung besteht aus 15 Iterationsschritten, nach denen geprift wird, ob die Abweichung

der fiktiven Energie einen Schwellwert von einem Prozent unterschritten hat.
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Initialisierung
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Elektromagnetisch-
Erneute thermische Berechnung
Iteration mit konstanten thermischen
Eigenschaften

Nein

Aw < 0,01

Ja

Thermo-metallurgische
Berechnung

Abb. 4-9: Schematischer Ablauf der elektromagnetischen Berechnung unter Be-
ricksichtigung der magnetischen Nichtlinearitat

4.3 Thermisches Modell in MSC.Marc und Abaqus/Stand  ard

Die Kopplung zwischen dem elektromagnetischen und thermischen Feld geschieht
anhand der Warmeleitungsgleichung, die in ihrer generellen Form wie folgt lautet:

a . :
Cp* Py -a—: — dlv(l . grad(T)) = Qges (4.21)

wobei ¢, die spezifische Warmekapazitat, p,, die spezifische Dichte, 4 die thermische
Leitfahigkeit, T die Temperatur und Qges die Warmequellendichte sind. Der erste

Term auf der linken Seite von Gleichung (4.21) spiegelt die zeitliche Veranderung
des Temperaturfeldes wider und der zweite Term charakterisiert die Warmeausbrei-

tung. Mit Gleichung (4.15) sowie der Beziehung fur die im Bauteil induzierte, spezifi-

=12
sche Leistung p = k - |E| folgt:

p=rK-w Al (4.22)

Hieraus wird ersichtlich, dass die umgesetzte Leistung von der elektrischen Leitfa-
higkeit und der Frequenz abhangt. Die Warmequellen- oder senken in Form von Qges

kénnen im Allgemeinen durch folgenden Ausdruck wiedergegeben werden [112]:
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dfi

. 2 -
Qges =K w’ |A| + Oij * Ezpj + Zk:PhasenAHk " de (4.23)

Qind Qmech Qphas

wobei Q,,.., die Warmequelle durch plastische Verformung darstellt und im Falle der
induktiven Erwarmung vernachlassigt werden kann [113]. Der letzte Term auf der
rechten Seite beschreibt den Einfluss der Phasenumwandlung. Beim Erwarmen wird
dem System durch die Umwandlung in die austenitische Phase Warmeenergie ent-
zogen (endotherme Reaktion), wohingegen bei der Rickumwandlung Wéarme freige-

setzt wird (exotherme Reaktion).

Fur die Berlcksichtigung der Umwandlungswarme wahrend der induktiven Erwar-
mung in MSC.Marc wird ein Ansatz nach [110] gewahlt, wobei eine fiktive spezifische
Warmekapazitat c, verwendet wird:

. f
Cp =Cp + ? ' AHa—>y (4.24)

und AH,_,, stellt die Umwandlungswarme beim Ubergang des Ausgangsgefiiges in

Austenit dar. AuBerdem ist f die Ableitung nach dem Phasenteil des Austenits. Fiir
die Berechnung der fiktiven spezifischen Warmekapazitat wurden die spezifischen
Warmekapazitaten fir das Ausgangsgefige und den Austenit durch einen linearen
Ansatz an die gemessene spezifische Warmekapazitat des verwendeten Werkstoffes
angepasst, wie Abb. 4-10 zeigt. Fur die Umwandlungswarme wird der Wert AH,,_,,, =
624 J/kgK verwendet [81]. Die Beriicksichtigung der Umwandlungswarme in
Abaqus/Standard wahrend der Haltezeit sowie der Abschreckphase ist Uber den An-

satz aus Gleichung (4.23) implementiert.
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Abb. 4-10: Phasenanteilige Linearisierung der spezifischen Warmekapazitat zur Be-

ricksichtigung in der elektromagnetisch-thermischen Modellierung der
induktiven Erwarmung

Fur die Berechnung des Temperaturfeldes in Abaqus/Standard werden die thermo-

physikalischen Eigenschaften Gber eine lineare Mischungsregel bertcksichtigt:

Pres = Xk=phasen fi ' Px (T) , (4.25)

wobei B, die resultierende Werkstoffeigenschaft an einem Integrationspunkt dar-
stellt und P,(T) die temperaturabhangige Eigenschaft einer Phase ist. Die lineare
Mischungsregel gilt neben den thermo-physikalischen Werkstoffeigenschaften auch
fur alle weiteren phasenabhangigen Eigenschaften. Die Berechnung des Tempera-
turfeldes in Abaqus/Standard findet erst nach der Erwarmung statt, da zuvor die
Temperaturentwicklung aufgrund der induktiven Erwadrmung durch die thermische

Randbedingung aufgepragt wird.
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4.4 Mechanisches Modell in Abaqus/Standard

Die Berechnung der zeitlichen Eigenspannungsentwicklung wahrend der Rand-
schichthartung geschieht anhand der Gesamtdehnung, die sich wie folgt zusammen-
setzt [112], [156]:

ges

_ el pl th tr tp
&; =¢&j e teg eyt (4.26)

]

Darin bedeuten &f/ die elastische, sfjl die plastische, ¢f/' die thermische, /] die um-
wandlungsbedingte und sf}’ die transformationsinduzierte plastische Dehnung. Auf-

grund auftretender plastischer Verformungen muss unter Bertcksichtigung kleiner

Verzerrungen eine inkrementelle Betrachtung herangezogen werden [157]:

de/” = deff + delf + def + def] + de;7 . (4.27)

Das elastische Dehnungsinkrement sf} ist Uber die Hooke'sche Beziehung gegeben
[158]:
1
def! = E[(l +v) - doyj — v - dogy - 8;5] —
dE
= [(1+v)- Oij — V" Oy 5ij] + (4.28)
d
?V l61j = Gierc * ]

mit o;; als Spannungstensor, §;; dem Kroneckersymbol, E dem E-Modul, v der Quer-

kontraktionszahl und oy, der Spur bzw. den summierten Diagonalelementen des
Spannungstensors. Die thermomechanische Kopplung ist durch die Temperaturab-

hangigkeit des E-Moduls und der Querkontraktionszahl gegeben.

Der durch plastische Verformung hervorgerufene inkrementelle Dehnungsanteil de}'}l

kann durch folgende Beziehung wiedergegeben werden [159]:

d&'lpjl =—'_U'Sl'j . (429)

Hierbei stellt de,’,’l die inkrementelle Vergleichsdehnung nach von Mises dar:
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sowie g, die Vergleichsspannung nach von Mises. Entsprechend wird die Ver-

gleichsspannung nach von Mises:

Ovm = f3/2 "SijSij (4.31)

als Flief3kriterium unterstellt und lasst sich Gber den Spannungsdeviator s;; definie-

ren.

th

Die thermische Dehnung ¢;;* entsteht aufgrund der Temperaturanderung und der

damit verbundenen Volumenanderung. Fur die Berechnung ist eine Bezugs- bzw.
Referenztemperatur T, nGtig, da die Volumenanderung eine relative Anderung dar-
stellt. Zur Vereinfachung wird T;.., = 0 °C (273 K) gesetzt. Hieraus ergibt sich folgen-

de Beziehung:

gf =a™ T 6, (4.32)

mit a* als Warmeausdehnungskoeffizient der jeweiligen Phase. Unter der Annahme
eines konstanten Warmeausdehnungskoeffizienten ergibt sich in inkrementeller

Schreibweise folgender Ausdruck fiir ein Phasengemenge:

defl' = Ypor @ T dfy + fie - afl - dT (4.33)

wobei f, den Phasenanteil der Phase k und af* deren Warmeausdehnungs-

koeffizient darstellt. Zur thermisch verursachten Volumendnderung kommt bei der
Phasenumwandlung infolge der Gitterstrukturdnderung eine sogenannte umwand-
lungsbedingte Dehnung hinzu, deren Definition aus Abb. 4-11 enthommen werden
kann. Die Umwandlungsdehnungen des betrachteten Werkstoffs wurden mittels Dila-
tometerversuche bestimmt und kdnnen Abschnitt 5.1 enthommen werden. In inkre-

menteller Form ergibt sich:

1
dfitjr = ﬁ=1§'5ij'€l—>k'dfk . (4.34)

&, ISt die Umwandlungsdehnung durch Umwandlung der Phase | zu k und f;, stellt

den Phasenanteil der neugebildeten Phase k dar.
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Abb. 4-11: Schematische Darstellung zur Definition der Umwandlungsdehnung auf-
grund unterschiedlicher Phasenumwandlungen sowie der entsprechen-
den Warmeausdehnungskoeffizienten

Die thermischen und umwandlungsbedingten Dehnungen sind isotrop und wirken

sich ausschlief3lich auf die Volumenanderung bzw. MalRdnderung aus. Dagegen fihrt

t

die anisotrope, umwandlungsplastische Dehnung 7, die nur wahrend einer Phasen-

j
umwandlung auftritt, auch zu einer Gestalt- bzw. Formanderung. Die Dehnung wird

wie folgt bertcksichtigt [118]:
&f =K 0(f) *sij (4.35)

wobei K;_; die Umwandlungsplastizitdtskonstante der Umwandlung darstellt und i
die Produktphase kennzeichnet. Die Funktion @(f;) spiegelt die Entwicklung der um-
wandlungsplastischen Dehnung mit fortschreitender Umwandlung wider und muss
somit die Bedingungen @(0) = 0 und @(1) = 1 erfillen. Nach [157] ergibt sich flr den

Werkstoff 42CrMo4 bei der martensitischen Umwandlung die inkrementelle Form mit

o(f)=C2-f) fizu
de;l =3 Koy s (1= far) " df - (4.36)

Fur die Bericksichtigung der Umwandlungsplastizitat wahrend der Austenitisierung
wird der Ansatz nach Tanaka mit @(f;) = f; gewahlt, woraus sich der inkrementelle

Dehnungsanteil wie folgt ergibt [100]:

dglt}) = 3/2 . KF/K—>A " Sij " de . (437)
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4.5 Metallurgisches Modell

Die Modellierung der Phasenumwandlung sowie die Berechnung der resultierenden
Harte basiert auf der Arbeit von [160]. Fir die Austenitisierung wird folgender Ansatz
verwendet:

n-—1

1 /n
aaLtA =n-b(T)-In [E] (A= fa), (4.38)

was der differentiellen Schreibweise des Avrami-Ansatzes entspricht. Fur die Tempe-
raturabhangigkeit von b sind verschiedene Ansatze in der Literatur zu finden [161—
163]. Nach der klassischen Theorie von Keimbildung und -wachstum unter Bertck-
sichtigung von Keimsattigung sowie einer hohen Uberhitzung, ergibt sich die Tempe-
raturabhangigkeit fir ein diffusions- oder grenzflachenkontrolliertes Wachstum in fol-
gender Form [164], [165]:

b(T) = D, - exp [— kQ_DT] bzw. v, -exp [_kQ_GT (4.39)
Dabei ist k jeweils die Boltzmann-Konstante und T die Temperatur. Im Fall eines dif-
fusionskontrollierten Wachstums wird die Grenzflachengeschwindigkeit von dem Dif-
fusionskoeffizienten D, und der Aktivierungsenthalpie fur Diffusion Qp bestimmt, wo-
hingegen bei einem grenzflachenkontrollierten Wachstum v, die temperatur-
unabhangige Grenzflachengeschwindigkeit beschreibt und Q. die Aktivierungsent-
halpie fur das Wachstum ist. Hieraus wird ersichtlich, dass sich die Temperaturab-
hangigkeit, basierend auf der klassischen Theorie, nur in den Grél3enordnungen der
Geschwindigkeitskonstante sowie der Aktivierungsenthalpie unterscheiden. Dieser

allgemeingultige Ansatz kann unter anderem in [166], [167] gefunden werden.

Der Vorteil dieses Ansatzes liegt darin, dass keine Differenzierung zwischen diffusi-
onskontrolliertem und diffusionslosem Wachstum gemacht werden muss, da beide
Terme identisch sind. Durch Anpassung der Parameter n, AH und C konnte fir die
betrachteten Erwarmungsgeschwindigkeiten von 1000 - 10.000 K/s eine gute Uber-
einstimmung gefunden werden [166]. Unter diesen Voraussetzungen ist dieses Mo-
dell jedoch nur im Bereich der untersuchten Erwarmungsgeschwindigkeiten gultig.
Die gewahlten Versuchsbedingungen zur Validierung der Simulation erfillen die
Randbedingungen beziglich der Erwdrmungsgeschwindigkeiten. Durch die Imple-

mentierung des Austenitisierungsmodells in MSC.Marc wird die Berechnung der
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Umwandlungswarme berucksichtigt und ein Informationsverlust durch die Entkopp-

lung vermieden.

Das Modell zur Beschreibung der Martensitbildung basiert auf einem Modell aus

[168], bei dem neben der Mg-Temperatur auch die Mg-Temperatur wie folgt berdick-

sichtigt wird:

fu = fumax " (1 _ (;_”gf))a (4.40)

wobei a generell im Bereich zwischen 2 und 3 liegt [169]. Der Unterschied zum klas-
sischen Modell nach Koistinen und Marburger [170] liegt in der expliziten Berticksich-
tigung der Mg-Temperatur, die eine klare Definition des Umwandlungsendes erlaubt.
In [81] wird dieses Modell um den Einfluss der maximalen Austenitisierungstempera-
tur Tg max, SOWie den Erwarmungs- und Abschreckgeschwindigkeiten vy, und vggp,
erweitert, um den Einfluss einer inhomogenen Austenitisierung auf die Martensit-

umwandlung zu integrieren.

Die Harteberechnung basiert auf einem Modell nach [171], wobei die Vickersharte
des Martensits wie folgt berechnet wird:

Hy = 150 + 1667 - (C in Ma.—%) — 926 - (C in Ma. —%)?. (4.41)

Der in Gleichung (4.41) notwendige Kohlenstoffgehalt wird Gber die M;-Temperatur
bestimmt, da diese den Einfluss der inhomogenen Austenitisierung beinhaltet. Uber
die Differenz der berechneten Umwandlungstemperatur zur Gleichgewichtstempera-
tur (homogener Austenit) kann Uber einen funktionalen Zusammenhang der Kohlen-
stoffkonzentration und der M;-Temperatur auf den jeweiligen Kohlenstoffgehalt ge-
schlossen werden. Die resultierende Harte wird Gber eine Mischungsregel, wie in
[171] beschrieben, bertcksichtigt.

4.6 Modellierung der Zweifrequenzerwarmung

Die Vorgehensweise fur die Berechnung der induktiven Zweifrequenzerwarmung soll
anhand Abb. 4-12 erlautert werden. Zuvor soll jedoch der Grundgedanke der
Zweifrequenzmodellierung erklart werden. Unter der Annahme eines unendlich aus-
gedehnten Halbraumes kann die ortsabhéngige Leistungsdichte durch folgende Glei-
chung wiedergegeben werden:
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p(x) =K Ef-e 2% (4.42)
E{ ist das Quadrat der effektiven, elektrischen Feldstarke an der Oberflache und x ist
die Distanz zur Oberflache (vgl. Abb. 2-2). Die Frequenzabhéngigkeit des Leis-
tungsabfalls ins Bauteilinnere (Dampfung) ist Uber die Eindringtiefe § gegeben. Wer-
den nun zwei Leistungsanteile unterschiedlicher Frequenz betrachtet, so ergibt sich
fur die Leistungsdichte durch Superposition folgender Ausdruck [140]:

pres(x) = ayr - e—2x/6MF + ayr e—2x/51.”:’ (4-43)

wobei ayr und ayp die jeweiligen Maximalwerte der Leistungsdichte an der Oberfla-

che fur die Mittel- und Hochfrequenz darstellen.
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Abb. 4-12: Flussdiagramm zum Ablauf der Zweifrequenzmodellierung

Der Ablauf der Modellierung wird Uber ein zentrales Pythonskript gesteuert, in wel-
chem die Eingabedaten sowie Anfangs- und Randbedingungen definiert werden. Mit

Beginn eines Zeitschrittes At wird zunachst eine pseudo-elektromagnetisch-
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thermische Simulation zur iterativen Bestimmung der relativen magnetischen Perme-
abilitat fur den Mittel- und Hochfrequenzanteil durchgefiihrt. Wahrend dieses iterati-
ven Prozesses wird das Temperaturfeld konstant gehalten. Die Kopplung mit der
thermischen Berechnung erlaubt die direkte Berechnung der Warmequellen, die bei
Erreichen des Konvergenzkriteriums in einer Ausgabedatei (Wamequellen.txt) ge-
speichert werden.

Die berechneten Warmequellen werden in der thermisch-metallurgischen Berech-
nung als Randbedingung durch Uberlagerung der beiden Anteile vorgegeben. Der
relevante Zeitschritt At ergibt sich nach der Initialisierung durch die thermo-
metallurgische Berechnung, da die Zeitschritte an das Konvergenzkriterium der er-
laubten Temperaturanderung angepasst werden. Uberschreitet die Temperaturande-
rung den Schwellwert von 10 K, so wird der Zeitschritt verkleinert und die Berech-
nung erneut durchgefuhrt. Eine VergroRerung des Zeitschrittes erfolgt, wenn das
Konvergenzkriterium in zwei aufeinanderfolgenden Zeitschritten erfillt wird. Die An-

passung des Zeitschrittes soll eine mdglichst effiziente Laufzeit erméglichen.

Mit Erreichen des Konvergenzkriteriums wird Uberprift, ob die Gesamtdauer des Er-
warmungsprozesses erreicht wurde. Ist dies nicht der Fall, werden das neu berech-
nete Temperaturfeld sowie die entsprechenden Materialparameter als Randbedin-
gungen fur die pseudo-elektromagnetisch-thermische Berechnung zur Neubestim-
mung der Permeabilitdt sowie der daraus resultierenden Warmequellen verwendet.
Hieraus wird ersichtlich, dass die Ruckkopplung einer schwachen Kopplung ent-
spricht, da nach Erreichen der Temperaturkonvergenz keine Kontrolle beztiglich des
Einflusses der Temperaturanderung auf die Warmequellendichteverteilung durchge-
fuhrt wird. Die Temperaturdanderung von 10 K wurde aufgrund der Rechenzeit ge-
wahlt und kann ohne weiteres auch adaptiv im Bereich der Curie-Temperatur sowie

der Phasenumwandlung umgesetzt werden.

Mit jedem Zeitschritt wird die Gesamtdauer aufsummiert und mit der vorgegebenen
Berechnungszeit verglichen, um eine automatische Zeitschrittanpassung zu gewéahr-
leisten. Aul3erdem wird die Temperatur zu dieser Zeit in der Berechnung in einer
Ausgabedatei (Temperaturfeld.txt) gespeichert, die mit dem Erreichen der Gesamt-

zeit an das Modell in Abaqus/Standard weitergegeben wird.
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4.7 Modellierung der Induktionshartung und Randbedi ngungen

Die Induktionshartung der zylindrischen Probe kann aufgrund der Symmetriebedin-
gungen mit einem 2-D Modell abgebildet werden. Bei der Berechnung mittels Finiter-
Elemente-Methode muss die Luft auch vernetzt werden, was zu einer deutlichen Er-
hoéhung der Rechenzeit fihrt, zumal die Anzahl der Elemente fur diesen Bereich
Uberwiegt. Im Gegensatz zur Modellierung in MSC.Marc kann in Abaqus/Standard
ein feineres Netz verwendet werden, da nur das Werkstiick modelliert werden muss.
Die Anzahl der Elemente fir die verschiedenen Modellkomponenten in MSC.Marc
und Abaqus/Standard sind in Abb. 4-13 aufgelistet.

Auf der rechten Seite ist die Randbedingung fir die Stromdichteverteilung fir MF und
HF gezeigt. Aufgrund des Skin- und Nachbarschaftseffekts kommt es zu einer
Stromverdrangung innerhalb der Heizspule, wie bereits zuvor gezeigt wurde [15],
[18]. Diese kann bei der Verwendung einer Stromdichte als Randbedingung nicht
berechnet werden. Bei der Abstraktion der Stromverdrangung wurde zunéchst die
Eindringtiefe aufgrund der Betriebsfrequenz herangezogen. Unter der Annahme,
dass sich die Heizspule wahrend dem Harteprozess nicht erwarmt, ergibt sich bei

einem spezifischen Widerstand von Kupfer pg,,rer = 1,78 X 1078 Qm eine Eindring-

tiefe fur MF mit 6z = 0,614 mm und fur HF mit §yz = 0,124 mm. Die Elemenththe
im Bereich der Stromaufpragung betragt 0,2 mm. Aus diesem Grund wurde die
Stromverteilung bei der HF Uber eine Elementreihe aufgepréagt und fur die MF ent-
sprechend Uber drei. Zudem wurde die Stromverdrdngung zu den Ecken hin (vgl.
Abb. 4-6) durch sogenannte Eckelemente (siehe Abb. 4-13) bertcksichtigt. Der Ein-
fluss der Stromverdrangung zu den Ecken hin wurde durch die Kalibration bzw. dem
Abgleich mit der Hartezone flur die Versuche MF12,5 500 und HF3,45 500 durchge-
fuhrt. Anstatt eine konstante Stromdichte tber alle Elemente vorzugeben, wurde eine
Gewichtung vorgenommen, um den kompletten Bereich des Prozessparameters
Stromstérke und dessen Einfluss auf die Verteilung in der Heizspule abbilden zu
kénnen. Hierzu wurde ein gewisser Stromanteil auf alle Elemente gleichmafiig ver-
teilt und die Differenz den Eckelementen gleichmafig zugewiesen. Diese Stromver-
lagerung wurde in Kombination mit dem Wirkungsgrad iterativ fur die beiden Kalibrie-
rungsversuche durchgefuhrt, um zum einen die gemessene Endtemperatur an der
Oberflache um +/- 10 °C zu erreichen und zum anderen die Verlagerung der Strom-

dichte sowie deren Auswirkung auf die Auspragung der Hartezone zu bericksichti-
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gen. Die Ergebnisse des Kalibrationsvorgangs sind in Tabelle 4-1 aufgelistet. Bei den

Berechnungen der Zweifrequenzanwendungen wurden die Parameter der einzelnen

Frequenzen verwendet, um eine Allgemeinguiltigkeit der in dieser Arbeit gewéhlten

Vorgehensweise zu ermoglichen.

_ Anzahl Anzahl Anteil Strom | Anteil Strom
Wirkungsgrad . .
Basiselemente | Eckelemente | Basiselemente | Eckelemente
MF 0,7 444 54 80 % 20 %
HF 1,0 156 6 95 % 5%

Tabelle 4-1: Kalibrierungsparameter fir numerische Simulation

Der Wirkungsgrad wird bei der thermischen Analyse implementiert, indem die War-

mequelle mit dem in Tabelle 4-1 angegebenen Parameter multipliziert wird. Die

Stromverdrangung wird tber die Definition der Stromdichte in Form der Randbedin-

gung bericksichtigt.

Stromdichteverteilung HF

Modell in MSC.Marc

Modell- Anzahl der
I Modellbegrenzung komponente Elemente
: A=0 -

V= Werksttick 7200
Heizspule/Induktor 1670
"""" "_‘: Feldkonzentrator 2220
Wasser 1690
Umgebungsluft 16432
Gesamt 29212

Stromdichteverteilung MF

Eckelemente

\

Basiselemente |

100 mm

Modell in Abaqus/Standard

Symmetrieachse

Modell- Anzahl der

komponente Elemente
Werkstlck (Marc) 7200
Werkstiick (fein) 35200

Abb. 4-13: Ubersicht zu den elektromagnetischen Randbedingungen und der Anzahl

der Elemente fir MSC.Marc und Abaqus/Standard Modelle
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Elektromagnetische Randbedingungen sind an den Modellgrenzen vorzugeben, wo-
bei die Grenzen grundsatzlich so gewahlt werden, dass die Feldgré3en magneti-
sches Vektorpotential und elektrisches Potential als abgeklungen betrachtet werden
kénnen. Die entsprechende Wahl der umgebenden Luft dient der Erfullung dieser
Annahme. An der Symmetrieachse muss keine Randbedingung vorgegeben werden,

da diese normal zum magnetischen Vektorpotential ist.

Wie im Versuchsaufbau (vgl. Abb. 3-11) gezeigt, wird die Probe Uber zwei Reitsto-
cke zentriert, wobei der obere Uber eine Federkraft gespannt wird und somit eine
Verschiebung in y-Richtung zulésst. Die daraus resultierenden mechanischen Rand-
bedingungen sind in Abb. 4-14 dargestellt. Samtliche Knoten entlang der Symmet-
rieachse werden in x-Richtung fixiert. Zusatzlich ist der unterste Knoten in y-Richtung

unbeweglich, wie durch den starren Reitstock gegeben.

y(22) ¢
—— - Tangential- bzw.
Verschiebung Umfangsrichtung
x=0 0 (33)
«—

>x (11)

Verschiebung
xy=0

Abb.  4-14: Mechanische Randbedingungen fur das numerische Modell in
Abaqus/Standard

Der Einfluss der Warmeverluste durch Konvektion und Warmestrahlung spielt bei der
betrachteten Anordnung eine untergeordnete Rolle, wie aus Abb. 4-15 ersichtlich
wird. Wird ein Emissionsgrad ¢ = 0,8 vorausgesetzt, so betragt die Verlustleistung
bei 1300 °C nur 500 Watt, wohingegen die induzierte Leistung um GroRenordnungen
grol3er ist. Trotz dieser vernachlassigbar geringen Verlustleistung wurden thermische
Randbedingung an der Mantelflache bertcksichtigt. Fir den Emissionsgrad wurde
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der Wert 0,3 verwendet und fir den Warmeuibergangskoeffizienten h = 50 W /m? - K

angenommen [132].

500

400

300

200
h =50 W/m’K

100 . s
h=15W/mK T £€=0,1

Warmeverluste durch Konvektion
und Warmestrahlung
[W]

T T T T T T T T T T T T T
0 200 400 600 800 1000 1200 1400
Temperatur [°C]

Abb. 4-15: Graphische Darstellung der Warmeverluste durch Konvektion und Strah-
lung fr unterschiedliche Bedingungen

Fur die Berechnung der Abschreckung in Abaqus/Standard wurde auf Daten aus
[172] zurlckgegriffen. In dieser Arbeit wurde der Einfluss verschiedener Abschreck-
parameter wie Durchfluss, Temperatur sowie Polymergehalt auf die Abschreckwir-
kung untersucht, um herauszufinden, wie sich diese nach langerem Gebrauch &n-
dert. In der Simulation wurden die Daten fur ein 15 prozentiges Polymer-Wasser-
Gemisch bei einer Temperatur von 22 °C und einem Durchfluss von 20 |/min ver-
wendet. Wie aus Abb. 4-16 hervorgeht, wird der Warmeulbergangskoeffizient fur
Temperaturen ab 850 °C angegeben. Aufgrund der Abschreckverzégerung beim Ver-
fahren in die Abschreckposition von circa 0,5 Sekunden bewirkt die Warmeleitung ins
Bauteilinnere eine derartige Abschreckwirkung an der Oberflache, dass der angege-

bene Wertbereich ausreicht.
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4-16: Warmeulbergangskoeffizient beim Brauseabschrecken mit Polymer-
Wasser-Gemisch [172]
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5.1 Bestimmung der Ausdehnungskoeffizienten und Umw andlungs-

dehnungen

Fur die Berechnung der Eigenspannungen spielen die thermischen Ausdehnungsko-
effizienten sowie die Umwandlungsdehnungen eine wichtige Rolle. In Abb. 5-1 sind
die gemessenen Dehnungen wahrend der Erwarmung von Raumtemperatur auf 950
°C bzw. 1000 °C fur die verschiedenen Erwadrmungsgeschwindigkeiten gegenuber-
gestellt. Bei beiden Versuchsreihen ist eine leichte Verschiebung der einzelnen Ver-
suche zueinander erkennbar. Die Dehnungen fir die beiden Erwarmungsgeschwin-
digkeiten stimmen sehr gut Uberein, was darauf schliessen lasst, dass keine Beein-
flussung durch Temperaturgradienten in Langsrichtung vorliegt. Gradienten in Radi-
alrichtung werden aufgrund der Dunnwandigkeit der Proben ausgeschlossen. Vor der
eigentlichen Phasenumwandlung, die nicht unterhalb der eutektoiden Temperatur
von ungefahr 730 °C auftreten kann, flacht die Dehnungszunahme leicht ab. Dieses
Verhalten wird Anlasseffekten zugeschrieben, da der Werkstoff beim Vergiten bei
570 °C angelassen wurde und somit ein Einfluss ab dieser Temperatur gegeben ist.
Nach der Phasenumwandlung ist ein annahernd linearer Anstieg der Dehnung auf-
grund der thermischen Ausdehnung des Austenits zu sehen. Der thermische Aus-
dehnungskoeffizient des Austenits wird in diesem Bereich bestimmt und kann Tabel-

le 5-1 enthommen werden.

0,014 0,014
42CrMo4 42CrMo4
0,012 Ewéarmungsgeschwindigkeit: 1K/s 0,012 Erwérmungsgescgwindigkeit: 10 K/s

0,010+ 0,010 4

0,008 4 0,008

Dehnung [-]

0,006 4 0,006

Dehnung [-]

0,004 4 0,004

Probe 1
- - —Probe 2
e Probe 3

Probe 1
- - —Probe 2
-—— Probe 3

0,002+ 0,002

0,000

T T T T 0,000 T T T T
0 200 400 600 800 1000 0 200 400 600 800 1000

Temperatur [°C] Temperatur [°C]
a) b)

Abb. 5-1. Gemessene Dehnung wéhrend dem Erwarmungszyklus fur verschieden
Erwarmungsgeschwindigkeiten von 1 K/s (a) und 10 K/s (b)
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In Abb. 5-2 sind die entsprechenden Dehnungsverlaufe wahrend des Abschreckens
von Austenitisierungstemperatur auf Raumtemperatur wiedergegeben. Wie zuvor
sind leichte Abweichungen vorhanden. Die Steigung der thermischen Dehnung des
Austenits wahrend des Abschreckens weist eine stetige Zunahme auf, die sich durch
eine leichte Krimmung bemerkbar macht. Ein Storeinfluss konnte hierbei die Ab-
schreckung darstellen. In keinem der Versuche lag ein deckungsgleicher Verlauf der
Dehnung wahrend der Erwarmung und Abschreckung vor. Die Verschiebung der
Kurve wahrend des Abschreckens erfolgt immer nach links bzw. zu niedrigeren
Temperaturen. Aus diesem Grund wurden diese Steigungen bei der Berechnung des
thermischen Ausdehnungskoeffizienten nicht beriicksichtigt.

Eine wahrend des Abschreckens voranschreitende Austenitbildung, die zu einer Ab-
nahme der Dehnung fuhren wirde, kann ausgeschlossen werden, da die verwende-
ten Erwarmungsgeschwindigkeiten in Kombination mit den Austenitisierungstempe-
raturen einen homogenen Austenit gewahrleisten sollten. Eine plausiblere Erklarung
konnte ein Temperaturgradient in Axialrichtung aufgrund der Abschreckung im Inne-
ren der Hohlprobe darstellen. Zum einen kdnnte die Abschreckintensitat in Axialrich-
tung variieren, wobei diese zu Beginn hoher liegen wird und zum anderen besteht die
Moglichkeit, dass die Hohlprobe beim Durchstrémen des Gases eine Angriffsflache

bietet und somit eine erhohte Abschreckintensitat auftritt.

0,014

42CrMo4 0,014 4 42CrMo4
0,012+  Erwarmungsgeschwindigkeit: 1 K/s Erwarmungsgeschwindigkeit: 10 K/s

0.010 Abschreckgeschwindigkeit: 185 K/s 0,012 Abschreckgeschwindigkeit: 200 K/s
] 0,010

0,008 + 0,008

o 0006 S 0006
> =
£ 0,004+ £ 0,004
© 9]
Q 0,002 Q0,002
0,000 =% 0,000 ) a
——Probe 1 a — Probe 1
-0,002 - - -Probe 2 -0,002 “ - - - Probe 2
s Probe 3 v Probe 3
-0,004 T T T T -0,004 T T T T
0 200 400 600 800 1000 0 200 400 600 800 1000
Temperatur [°C] Temperatur [°C]
a) b)

Abb. 5-2: Gemessene Dehnung wahrend dem Abschrecken fir verschiedenen Er-
warmungsgeschwindigkeiten von 1 K/s (a) und 10 K/s (b)
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Abb. 5-3: Zyklischer Temperaturverlauf zur Bestimmung des thermischen Ausdeh-
nungskoeffizienten fir den vergiteten Ausgangszustand von 42CrMo4
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Abb. 5-4: Bestimmung des thermischen Ausdehnungskoeffizienten von Martensit

Thermischer Bainit
Ausdehnungskoeffizient | Ausgangsgefiige Austenit Martensit 81]
in 10° 1/K
Min 15,367 23,01 12,25
Mittelwert 15,44 23,26 12,40 16,00
Max 15,492 23,45 12,65

Tabelle 5-1: Ermittelte thermische Ausdehnungskoeffizienten fur den Stahl 42CrMo4
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Umwandlungsdehnung | Ferrit Austenit
[%] — Austenit — Martensit
Min 0,892 0,945
Mittelwert 0,919 0,954
Max 0,949 0,96

Tabelle 5-2: Ermittelte ,, lineare” (nicht volumenbezogene) Umwandlungsdehnung fur
den Stahl 42CrMo4

5.2 Umwandlungsplastizitat wahrend der Austenitisie rung

5.2.1 Austenitisierungsversuche unter Belastung

Die Dehnungsverlaufe der Austenitisierungsversuche unter Druckbelastung sind
Abb. 5-5 zu entnehmen. Aufgrund der Versuchsfihrung wurden die Dehnungen auf
die Temperatur T = 550 °C normiert, nachdem die konstante Kraft aufgebracht wur-
de. Mit zunehmender Belastung tritt Kriechen starker in den Vordergrund, was sich
durch einen verstarkten Dehnungsabfall vor und nach der Phasenumwandlung &u-
Rert. Vor der Umwandlung weisen die Kurven mit - 10 und - 15 MPa sowie - 20 und
- 25 MPa einen relativ &hnlichen Verlauf auf. Ein deutlicher Unterschied tritt erst nach
der Phasenumwandlung auf. Bei - 30 MPa fiihrt Kriechen zu einer kontinuierlichen

Abnahme der Dehnung.

) LN SR,
A WA I A
-5,0x10° 1 N S S — e ]
T e E T
> -1,0x10°- LT
c ..
g T T 4
£ 15x0’d | OMPap
g l|-- -s5MPa
2 ||* -+ -10MPa
20x1077 . — 15 MPa
peqo?] | “20MPa
X ---- -25MPa
L L 30 MPa
-3,0x10% +——— ;
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Abb. 5-5: Gemessene Dehnung wahrend der Austenitisierung unter Druckbelastung

bei einer Erwdrmungsgeschwindigkeit von 1 K/s
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Aul3erdem ist die Verschiebung der Anfangs- und Endtemperatur der Umwandlung
zu hoheren Temperaturen erkennbar, wie bereits angesprochen wurde. Unter ein-
achsiger Belastung wirkt die Druckspannung nur in eine der drei Hauptrichtungen
und wirde somit die Umwandlung nur in diese Richtung begunstigen. Jedoch wirken
die anderen beiden Hauptrichtungen senkrecht dazu und werden aufgrund der Quer-
kontraktion von der einachsigen Belastung in Axialrichtung behindert. Diese fuhrt
letztendlich zu der Verschiebung zu héheren Temperaturen, obwohl zunachst eine

gegenlaufige Tendenz zu erwarten ware.

Wie jedoch aus Abb. 5-5 auch ersichtlich wird, ist eine Auswertung bezlglich des
Austenitanteils relativ schwierig, da das Hebelgesetz nicht wie bei spannungsfreien
Dilatometerversuchen eingesetzt werden kann. Abb. 5-6 zeigt beispielhaft den Deh-
nungsverlauf bei einer Belastung von - 10 MPa sowie die verwendeten Tangenten
zur Bestimmung des Umwandlungsanfangs und -endes. Fir das Ausgangsgefluge ist
die Wahl einer geeigneten Tangente deutlich schwieriger, da im Gegensatz zum
Austenitgebiet keine lineare Steigung vorhanden ist, die auf die thermische Ausdeh-
nung des Austenits zurtickfuhrbar ist. Der Dehnungsverlauf bei einer Belastung von -
30 MPa in Abb. 5-5 lasst den Beginn der Phasenumwandlung bei der leichten Un-
stetigkeit des Verlaufes annehmen. Dieses Verhalten ist bei allen Versuchen unter
Belastung erkennbar. Unter dieser Voraussetzung stellt die Bestimmung der An-
fangstemperatur sowie auch des Austenitanteils ein gewisses Fehlerpotential dar.
Die anschliessende Auswertung erfolgt durch das Hebelgesetz unter Verwendung

der Steigungen aus dem spannungsfreien Versuch (siehe Tabelle 5-3).

2,0x10°

1,0x107%
0,0
-1,0x10°

-2,0x10°

Dehnung [-]

-3,0x10°

-3
-4,0x107 9 —— - 10 MPa
s 1| = = Gerade Ferrit/Karbid
-5,0x1074 | =--  Gerade Austenit

-1 r r - 1 - T _+ T _° T " T 7
550 600 650 700 750 800 850 900 950
Temperatur [°C]

Abb. 5-6: Vorgehensweise zur Bestimmung der Anfangs- und Endtemperatur sowie
dem Austenitanteil Gber der Temperatur
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In Abb. 5-7 sind die Verlaufe des Austenitanteils in Abh&ngigkeit von der Temperatur
dargestellt, wobei aufgrund der Ubersichtlichkeit nicht alle Lasthorizonte beriicksich-
tigt werden. Die Anfangs- und Endtemperaturen verschieben sich zu héheren Tem-
peraturen, jedoch ist keine verkirzte Umwandlungsdauer wie in [104] zu erkennen.
Bei Versuchen mit einer noch langsameren Erwarmungsgeschwindigkeit von 0,5 K/s
ergab die Auswertung eine ahnliche Entwicklung, wie in Abb. 5-8 gezeigt. Fir beide
Erwarmungsgeschwindigkeiten wird die Endtemperatur deutlich starker zu héheren
Temperaturen verschoben, als dies fir die Anfangstemperatur geschieht. Bei der
Anfangstemperatur betragt die Verschiebung bis zu 15 K, wohingegen bis zu 35 K fir
die Endtemperatur festgestellt werden kénnen. Der grol3ere Einfluss der Spannung
auf die Endtemperatur der Umwandlung wird beim Vergleich des spannungsfreien
Versuchs mit demjenigen bei - 10 MPa Belastung deutlich sichtbar. Bei Belastungen
von - 20 und - 30 MPa sowie einer Erwarmungsgeschwindigkeit von 1 K/s zeigt sich
bei der Auswertung eine schnellere Umwandlung zu Beginn fur die - 30 MPa Belas-
tung. Im mittleren Umwandlungsbereich liegen beide Kurven aufeinander, wobei eine
verlangsamte Umwandlung gegen Ende fir die héhere Belastung ausgemacht wer-

den kann.
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Abb. 5-7: Austenitanteil als Funktion der Temperatur in Abhéangigkeit der Belastung
bei einer Erwarmungsgeschwindigkeit von 1 K/s
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Abb. 5-8: Austenitanteil als Funktion der Temperatur in Abhéangigkeit der Belastung
bei einer Erwarmungsgeschwindigkeit von 0,5 K/s

Abb. 5-9 beinhaltet einen direkten Vergleich zwischen den Verlaufen des Austenit-

anteils fur die unterschiedlichen Erwarmungsgeschwindigkeiten. In beiden Fallen

ergibt die Auswertung sehr ahnliche Verlaufe, unabhangig von der Erwarmungsge-

schwindigkeit. Zu erkennen ist, dass bei der hoheren Erwarmungsgeschwindigkeit

die Anfangstemperatur etwas hoher liegt, jedoch die Endtemperatur dafir friher er-

reicht wird. Dies gilt sowohl fir den spannungsfreien als auch spannungsbehafteten

Versuch. Fir die weitere Auswertung zur Berechnung der Umwandlungsplastizitats-

konstante werden nur die Versuche bei der Erwarmungsgeschwindigkeit von 1 K/s

betrachtet.



84 Bestimmung der Eingabeparameter flr die Materialmodellierung

1,0
0,8
= 0,6
9
C
S
§ 0,4
1%}
=}
< 0 MPa; 1K/s
0.2+ —o— 0 MPa; 0,5K/s
— -10 MPa; 1K/s
—4— - 10 MPa; 0,5K/s
0,0

“ T T T T T T T T T T T T T
740 750 760 770 780 790 800 810 820
Temperatur [°C]

Abb. 5-9: Direkter Vergleich der Austenitanteile in Abhangigkeit der Temperatur fur
verschiedene Erwarmungsgeschwindigkeiten

Wahrend der Austenitisierungsversuche liegt Gberwiegend Primarkriechen vor, was
eine Kriechverfestigung zur Folge hat. Diese wirde zu einer Erh6hung der Verset-
zungsdichte fuhren und dadurch eine zuséatzliche Triebkraft flr die Phasenumwand-
lung darstellen. Die niedrigere Anfangstemperatur im Falle der langsameren Erwér-
mung bei einer Belastung von - 10 MPa kdnnte darauf hinweisen. Jedoch zeigt sich,
dass die aufgepréagten Spannungen einen grol3eren Einfluss auf die Umwandlung

haben und somit tendenziell zu einer Erhéhung mit steigender Spannung fuhren.

5.2.2 Auswertung der TRIP Dehnung

Die Auswertung der Austenitisierungsversuche unter Belastung zur Bestimmung der
TRIP-Dehnung beruhen auf Ansatzen aus [106]. Wie bereits gezeigt werden konnte,
spielt Kriechen eine wichtige Rolle, da die gemessene Dehnung stark beeinflusst
wird. Jedoch ist eine alleinige Beschreibung der Kriechdehnung X" als Teil der ge-
messenen Dehnung €°*P nicht ausreichend, da der verwendete Werkstoff 42CrMo4
im verguteten Ausgangszustand vorlag und somit bei einer Erwdrmungsgeschwin-
digkeit von 1 K/s zuséatzlich Anlasseffekte zu beriicksichtigen sind. Aus diesem
Grund wurden keine Kriechversuche wie in [106] zur Beschreibung herangezogen,
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sondern eine Parameteridentifikation anhand der thermischen Dehnung durchge-

fuhrt, wie im weiteren Verlauf noch gezeigt wird.

Bevor jedoch auf die Auswertung eingegangen wird, werden die restlichen Annah-
men erlautert. Die gemessene Dehnung %P (vgl. Abb. 5-5) ergibt sich durch Auf-

summierung der einzelnen Dehnungsanteile wie folgt:

e¥¥P(t) = e (t) + & (t) + €(t) + X7 (t) + P (1), (5.1)
wobei die £ (t) die thermische Dehnung, £ (t) die umwandlungsbedingte Dehnung,
g (t) die elastische Dehnung, £X7(t) die Kriech- sowie Anlassdehnung und £%(t)
die TRIP-Dehnung sind. Basierend auf der Auswertung der Umwandlungskinetik (vgl.
Abb. 5-7) wird der Einfluss der einachsigen Belastung bei der Bestimmung der ein-
zelnen Dehnungsanteile bericksichtigt, da die Dehnungsanteile tber den gesamten

Temperaturbereich beschrieben werden missen.

Die thermische und umwandlungsbedingte Dehnung wird aus der spannungsfreien
Dilatometerkurve extrahiert, indem die thermischen Ausdehnungskoeffizienten sowie
die lineare Umwandlungsdehnung bestimmt werden. Es wurde nicht auf die Daten in
Abschnitt 5.1 zurickgegriffen, um maogliche Probeneinflisse auszuschlie3en. Aus
der spannungsfreien Dilatometerkurve ergaben sich folgende Parameter:

Therm. Ausdehnungskoeffizient F/K 15,72x10° 1/k
Therm. Ausdehnungskoeffizient A 22,67x107° 1/k
Umwandlungsdehnung F/K — A 0,0085

Tabelle 5-3: Thermische Ausdehnungskoeffizienten und lineare Umwandlungsdeh-
nung zur Auswertung der TRIP-Dehnung

Mit den Parametern aus Tabelle 5-3 kbnnen die beiden Dehnungsanteile berechnet
und von den gemessenen Dehnung abgezogen werden, wie in Abb. 5-10 darge-

stellt.
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Abb. 5-10: Gemessene Dehnung ohne thermische und umwandlungsbedingte Deh-
nung

Als nachster Schritt muss die elastische Dehnung aufgrund der aufgebrachten Belas-
tung eliminiert werden. Hierzu wurden die Elastizitdts-Module fir das Ausgangsgefu-

ge und den Austenit temperaturabhangig wie folgt berticksichtigt:

Ep/ka(T) = apjga-T + bpg a, (5.2)
wobei die lineare Anpassung der Elastizitats-Module auf den Daten in [81] beruht.
Aufgrund der im Vergleich niedrigen Spannungen sowie hohen Elastizitats-Modulen
verschieben sich die Dehnungsverlaufe aus Abb. 5-10 nur leicht nach oben, wie aus
Abb. 5-11 ersichtlich wird.



Bestimmung der Eingabeparameter fiur die Materialmodellierung 87

0,00 e
—_ : T_f::“g_-:...‘.f.‘_ ST
Bl_l -0,01 "'-_...\'-----—-.:...—_::':_'?.s
— L
“w
c' 0024 | — -5MPa
w --- -10MPa
g - 15 MPa
w 003+ |-.—. -20MPa
------ - 25 MPa
- 30 MPa
-0,04

T T T T T T T T T T T T T
550 600 650 700 750 800 850 900
Temperatur [°C]

Abb. 5-11: Gemessene Dehnung ohne thermische, umwandlungsbedingte und
elastische Dehnung

Zur Bestimmung der reinen TRIP Dehnung muss noch die Kriech- und Anlassdeh-
nung berucksichtigt werden. Beide Anteile werden vereinfacht durch einen Kriechan-

satz aus [106] beschrieben, der in seiner allgemeingtiltigen Form wie folgt lautet:

gsr — %-A . (UvM(‘;in(;XiIJ('r)>m_1 % -5 (5.3)
wobei die Materialparameter A > 0 und m > 0 neben der Temperatur auch von ande-
ren Grof3en wie der akkumulierten Kriechdehnung sk, abhangen koénnen. g, stellt
die Vergleichsspannung nach von Mises dar, X{}T ist der Ruckspannungstensor und
Dy, der sogenannte ,drag stress”. Dieser wird in der Modellierung vernachlassigt und
auf 1 MPa gesetzt. Dasselbe gilt fir den Rickspannungstensor, sodass der Parame-

ter p den Kriechbereich definiert und fur das Priméarkriechen < 0 sein muss.

Hieraus ergibt sich unter Bertcksichtigung einachsiger Versuchsfuhrung folgende

Gleichung fur die Kriechrate £X7:

KT =A-g™- sk (5.4)
wobei ¢ die einachsige Spannung aus dem Versuch darstellt. Die Temperatur-

abhangigkeit von A wird Gber einen Arrhenius-Ansatz beschrieben:
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— A . _%
! (5.5)
Darin stellt A, eine Konstante dar und Q, ist die Aktivierungsenthalpie des Kriech-
prozesses. Die akkumulierte Kriechdehnung sk, kann wie folgt wiedergegeben wer-

den:

&Ffﬁﬁ%ﬁ (5.6)
0

und entspricht der gemessenen Kriechdehnung in Abhangigkeit der Zeit bei konstan-
ter Spannung. Die Parameter m und k werden als temperaturabh&ngig angenommen
und mit einem linearen Ansatz beschrieben. Die Bestimmung der aus diesem Ansatz
resultierenden sechs Anpassparameter erfolgt durch die Minimierung der Fehler-
quadratsumme. Hierzu wurde die Dehnungsdifferenz zu einem horizontalen Verlauf
vor und nach der Phasenumwandlung fir die Dehnungen aus Abb. 5-11 entspre-
chend mit dem Kriechansatz angepasst. Die resultierenden Anpassparameter fir die

verschiedenen Lasthorizonte sind in Tabelle 5-4 aufgelistet.

Ausgangsgefuge (F/K) Austenit (A)
Belastung in MPa Belastung in MPa

-51-10|-15| -20 | -25|-30| -5 | -10| 15 |-20 | -25| -30

Ay 1948,809804 0,964645776

ko -0,47509233 -0,041696254

k4 0,009400875 0,00112192

m, 6,194642086 0,945867839

my -0,004189471 -0,000241561
Qo | 2,227 | 2,232 | 2,267 | 2,2524 | 2,454 | 2,441 | 1,446 | 1,346 | 1,782 | 1,346 | 1,306 | 1,256

Tabelle 5-4: Fitparameter zur Anpassung der Kriech- und Anlassdehnung

Die Bestimmung der Anpassungsparameter fir das Ausgangsgefige und Austenit
wird vor und nach der Umwandlung durchgefihrt, da in diesen Temperaturintervallen
nur die thermische und die elastische Dehnung wirksam ist, die tber die bereits ge-
zeigten Ansatze bertcksichtigt werden kann. Somit muss sich bei einer optimalen
Beschreibung nach Abzug aller Dehnungen mit Ausnahme der TRIP-Dehnung ein
horizontaler Dehnungsverlauf einstellen, wie in Abb. 5-12 gezeigt. Wéahrend der
Umwandlung werden Kriechdehnungen aufgrund der verschiedenen Phasen wie be-

reits bei der elastischen Dehnung berticksichtigt.
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Aus Abb. 5-12 geht hervor, dass die Beschreibung der Kriechdehnung einen nahezu
horizontalen Verlauf der Dehnung vor und nach der Umwandlung ergibt. Mit zuneh-
mender Belastung sind grol3ere Abweichungen zu erkennen, vor allem nach der
Umwandlung. Bei einer Belastung von - 30 MPa weist die Beschreibung der
Kriechdehnung des austenitischen Gefliges keinen horizontalen Verlauf auf. Hierbei
ist zu bedenken, dass bei Temperaturen um die 900 °C die Warmstreckgrenze bei
ca. 30 MPa liegt und somit die Berticksichtigung eines plastischen Dehnungsanteils
notwendig sein kdnnte. Fir die Versuche bis - 15 MPa ist ein annahernd horizontaler
Verlauf im Austenitgebiet zu erkennen. Fur Druckspannungen von - 20 und - 25 MPa

weicht der Verlauf ab einer Temperatur von 850 °C immer starker vom horizontalen

Verlauf ab.
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Abb. 5-12: Gemessene Dehnung ohne thermische, umwandlungsbedingte, elasti-
sche und kriech- sowie anlassbedingte Dehnung

Die Bestimmung der TRIP Dehnung ergibt sich aus der Differenz der horizontalen
Dehnungsverlaufe vor und nach der Umwandlung, wie aus Abb. 5-12 ersichtlich
wird. Die Umwandlungsplastizitatskonstante K kann durch Auftragen tber der Span-
nung abgeleitet werden. Zu der gemessenen TRIP-Dehnung, die durch die vorange-
gangene Auswertung abgeleitet wurde, sind auch die berechneten TRIP Dehnungen

in Abb. 5-13 angegeben, deren Herleitung noch erortert wird. Fur die Bestimmung
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von K wurden zwei Ausgleichgeraden bestimmt, da bei hheren Spannungen erwar-
tet werden kann, dass die Auswertung womoglich auch zu gréf3eren Abweichungen
bei der Bestimmung der TRIP-Dehnung fuhrt. Wie aus Abb. 5-13 hervorgeht, unter-
scheiden sich die Umwandlungsplastizitatskonstanten nur wenig voneinander und
ergeben unter der Betrachtung aller Spannungen K = 1,024x10™* MPa™* sowie nur fiir
die Spannungen von - 5 MPa bis - 20 MPa einen leicht gré3eren Wert von K =
1,098x10™* MPa™.
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Abb. 5-13: Bestimmung der Umwandlungsplastizitatskonstante K

Die Berechnung der TRIP-Dehnung beruht auf der Integration der Dehnrate £'7, die

unter einachsiger Belastung wie folgt beschrieben werden kann [106]:

étsz-a-%- 3 (5.7)

Fir die Auswertung wurde der Ansatz nach Tanaka mit ¢(f) = f verwendet [100],

womit die Dehnrate folgende Form annimmt:

P =K-o-f. (5.8)
Die Berechnung der TRIP-Dehnung mit Gleichung (5.8) und K = 1,024x10* MPa™

fuhrt zu den Verlaufen in Abb. 5-14, die den ,Gemessenen” gegenubergestellt sind.
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Bei einer Belastung von - 5 MPa wird die TRIP-Dehnung leicht Gberschétzt und bei
den besagten Spannungen von - 25 und - 30 MPa, bei denen eine Auswertung rela-
tiv schwierig ist, sind grol3ere Abweichungen erkennbar. Die Entwicklung der TRIP-
Dehnung wahrend der Phasenumwandlung wird bei der Auswertung von den An-
nahmen zu den einzelnen Dehnungsanteilen Uberlagert, jedoch zeichnet sich fur die

niedrigeren Spannungen eine zufriedenstellende Ubereinstimmung ab.
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Abb. 5-14: Gegenuberstellung der gemessenen und berechneten TRIP Dehnung

Die abschlieliende Gegeniiberstellung der gemessenen und berechneten TRIP Deh-
nung in Abb. 5-15 zeigt, dass die grof3ten Abweichungen bei den Spannungen von
- 25 und - 30 MPa auftreten. Fir die mittleren Spannungshorizonte bewegen sich die

Abweichungen in einem zufriedenstellenden Streuband zwischen circa 1 bis 20 %.

Zusammenfassend lasst sich sagen, dass der ermittelte Wert fir die Umwandlungs-
plastizitdtskonstante K wahrend der Austenitisierung, im Einklang mit der Literatur,
groRer als bei der martensitischen Umwandlung ist (K = 4,2x10° MPa™). Im Ver-
gleich mit anderen Literaturwerten ist eine Einschétzung zur Richtigkeit des ermittel-
ten K-Wertes nicht méglich, da die Literatur keine eindeutige Aussage zulasst. Fur
100Cr6 liegt der K-Wert mit K = 2,1x10™ MPa™* [106] héher als fiir 20MnCr5 mit K =
1,24x10™* MPa™ [97], wohingegen fiir den franzdsischen Stahl 16MND5 (vergleichbar



92 Bestimmung der Eingabeparameter fiur die Materialmodellierung

16MnNiMo5) ein Wert dhnlich des 100Cr6 mit K = 2x10™* MPa* angegeben wird [98].
Im Unterschied zu allen anderen Arbeiten, und in Ubereinstimmung mit [104], zeigt
sich eine Verschiebung der Umwandlungstemperaturen, auch wenn deren exakte

Bestimmung aufgrund der Uberlagerung des Kriechens mit einem gewissen Fehler

verbunden ist.
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Abb. 5-15: Differenz zwischen gemessener und berechneter TRIP Dehnung

5.3 Warmzugversuche
5.3.1 Ausgangsgeflige

Die Ergebnisse zur Charakterisierung des Ausgangsgefiiges in Form von FlieRkur-
ven sind in Abhangigkeit der jeweiligen Versuchstemperatur in Abb. 5-16 dargestellt.
Bei allen Versuchen wurde die Ry 1-Dehngrenze fir eine genauere Bestimmung des
Ubergangs vom elastischen zum plastischen Materialverhalten herangezogen. Bei
Raumtemperatur (20°C) sind nur minimale Unterschiede im Verlauf der einzelnen
FlielBkurven erkennbar. Mit Erreichen der Ryo 1 -Dehngrenze nimmt die Spannung mit
zunehmender plastischer Dehnung stark zu, was einer hohen Verfestigung gleich-

kommt. Ab einer wahren Spannung von 1000 MPa steigt die fur eine weitere Plasti-
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zierung notige Spannung nur noch flach an. Bei hoheren Temperaturen ist der An-
fangsbereich des Steilanstiegs deutlich ausgepragter und erstreckt sich tber einen
groReren Dehnungsbereich als bei Raumtemperatur. Fir die Priftemperaturen 100
und 300 °C sind Schwankungen in den Messergebnissen erkennbar, wobei der quali-
tative Verlauf erhalten bleibt. Die Abweichungen sind auf die Versuchsdurchfiihrung
zurtckzufihren. Bei 500 °C fiel die Nennspannung schon bei sehr geringen Dehnun-
gen von 1,8 % ab. Dies fuhrt im Vergleich mit den niedrigeren Priftemperaturen zu
relativ kleinen Dehnungsbereichen, ist jedoch fur die Verwendung bei der numeri-

schen Berechnung ausreichend.
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Abb. 5-16: FlieBkurven fur Ausgangszustand des 42CrMo4 im vergiteten Zustand
fir 20 °C (a), 100 °C (b), 300 °C (c), und 500 °C (d)

In Abb. 5-17 sind neben den temperaturabhangigen FlieRkurven des Ausgangsge-
flges auch die Rpo 1 -Dehngrenzen wiedergegeben. Die FlieRkurve bei 700 °C wurde
mit der Prifeinrichtung aus Abb. 3-17 bestimmt. Der annahernd lineare Abfall der

Rpo,1 —Dehngrenze mit der Temperatur spricht fir die Validitat der ermittelten Fliel3-
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kurve bei 700 °C. Wie bereits bei einer Pruftemperatur von 500 °C, ist eine Auswer-

tung nur bis zu einer wahren plastischen Dehnung von 1 % maoglich.
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5-17: FlieBkurven fur verguteten 42CrMo4 im Ausgangszustand (a) sowie
Rpo.1-Dehngrenzen in Abhéangigkeit der Temperatur (b)

Abb.

5.3.2 Unterkuhlter Austenit

Die Ergebnisse der temperaturabhéangigen Flie3kurven der austenitischen Phase von
42CrMo4 sind zusammen mit den entsprechenden Ry 1 —Dehngrenzen in Abb. 5-18
wiedergegeben. Mit sinkender Temperatur nimmt die Festigkeit des Austenits zu. Bei
einer Temperatur von 600 °C konnte der Abfall der Spannung bei 1% wahrer plasti-
scher Dehnung in mehreren Versuchen reproduziert werden. Bei einer niedrigeren
Dehnrate konnte eine schwachere Auspréagung festgestellt werden. Unter Berlck-
sichtigung der Temperatur sowie der Dehnrate kann der Einfluss auf die statische
Reckalterung durch Substitutionsatome zurtickgefiihrt werden. Wahrend der Auste-
nitisierung bei 900 °C kénnen die Substitutionsatome zu den Versetzungen hin dif-
fundieren und Fremdatomwolken bilden. Wéhrend dem Zugversuch ist die Diffusi-
onsgeschwindigkeit zu niedrig und die Versetzungen l6sen sich von den Fremda-
tomwolken, was sich in einer erhdhten Streckgrenze sowie einem unstetigen Fliel3en

im Spannungs-Dehnungs-Diagramm bemerkbar macht.

Aus dem Verlauf der Ry1 —Dehngrenze tber der Temperatur wird ersichtlich, dass
ein annahernd linearer Zusammenhang vorliegt, wie bereits in anderen Unter-
suchungen festgestellt werden konnte [173]. Durch eine lineare Extrapolation wurden
die Werte fir 200 und 300 °C berechnet, da eine experimentelle Bestimmung auf-
grund der martensitischen Umwandlung ab 340 °C nicht moglich ist.
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Abb. 5-18: Temperaturabhangige FlieBkurven (a) und Ryo1-Dehngrenzen (b) fur un-
terkihlten Austenit

5.4 Dynamische Differenzkalorimetrie

Die aus dynamischen Differenzenkalorimetriemessungen ermittelte spezifische

Warmekapazitat c, ist in Abb. 5-19 dargestellt. Zunachst steigt die spezifische War-

mekapazitat stetig an, bis bei ungefahr 600 °C ein sehr leichtes Abflachen erkennbar
ist, was womoglich auf den vergiteten Gefligezustand und den damit verbundenen
Gefugeanderungen zurtickzufuhren ist. Mit dem Erreichen der Curie-Temperatur wird
das Maximum der spezifischen Warmekapazitat erreicht, da der Werkstoff paramag-
netisch wird. Danach fallt die spezifische Warmekapazitat steil ab und steigt nur noch
sehr flach mit zunehmender Temperatur an. Die Messungen weisen eine sehr gute
Ubereinstimmung auf. Das Maximum wird bei einer Temperatur um die 775 °C ge-

messen, was leicht Gber der Curie-Temperatur reinen Eisens liegt.
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Abb. 5-19: Spezifische Warmekapazitat fur verguteten 42CrMo4

5.5 Magnetisierungskurven
5.5.1 Experimentelle Ergebnisse

Abb. 5-20 zeigt exemplarisch den experimentell bestimmten Verlauf der magneti-
schen Hysteresekurve fur 42CrMo4 bei einer Temperatur von 25 °C. Deutlich zu er-
kennen ist der stufenférmige Verlauf entlang der steigenden und fallenden Flanke.
Dieser hangt mit der Polarisation des Werkstoffes unter Einfluss eines externen
Magnetfeldes zusammen und ist auf die Bewegung der Blochwéande zuriickzufihren,
die nicht kontinuierlich ablauft [174]. W&hrend der Messungen konnte eine leichte
Verschiebung der magnetischen Hysteresekurve festgestellt werden, wie im unteren
Bereich der Abb. 5-20 ersichtlich wird. Diese hat jedoch keinen signifikanten Einfluss
auf die Auswertung. Wenn die Leistungsquelle geregelt wird, um eine Sinusform des
Stromes zu ermoglichen, kann eine Spannungsdifferenz zwischen den einzelnen
Peaks auftreten, die zu einer Verstarkung des Magnetfeldes fuhrt und somit einen

Offset hervorruft.
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Abb. 5-20: Magnetische Hysteresekurve fur den Werkstoff 42CrMo4 bei 25 °C

Aus Abb. 5-21 sind magnetische Hysteresekurven fir 42CrMo4 in Abhangigkeit der
Temperatur zu entnehmen. Zur Ubersichtlichkeit werden nicht alle Messungen dar-
gestellt. Im unteren Temperaturbereich bis 400 °C ist zu erkennen, dass die Flache
unter der magnetischen Hysteresekurve schmaler und die magnetische Sattigung
friher erreicht wird. Erst bei einer Temperatur von 600 °C ist eine deutlich Abnahme
der Sattigung zu erkennen, was sich im parallelen Verlauf im Sattigungsbereich bei
einer niedrigeren Flussdichte verdeutlicht. Mit abnehmender Differenz zur Curie-
Temperatur wird die Absenkung der Sattigung verstéarkt. Die Hysteresekurve bei 780

°C weist immer noch kein vollstdndig paramagnetisches Verhalten auf.

Uber die magnetische Hysteresekurve kann auf die Magnetisierungskurve geschlos-
sen werden, wobei diese die sogenannte Neukurve darstellt, die beim erstmaligen
Magnetisieren bis zur Sattigung auftreten wirde. Fur die Bestimmung der Magneti-
sierungskurve wird die magnetische Hysteresekurve gemittelt, wobei nur die positi-
ven Werte der magnetische Flussdichte B berucksichtigt werden. Die resultierenden
Magentisierungskurven sind in Abb. 5-22 wiedergegeben. Im Bereich héherer Mag-
netfeldstarken um die 3000 A/m ist bei einigen Kurven eine leichte Unstetigkeit im
Verlauf erkennbar. Aufgrund der Korrektur der Verschiebung zueinander, hervorgeru-

fen durch die Spannungsdifferenz zwischen den einzelnen Peaks, entsteht bei der
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Mittelung eine Verlagerung. Dies wirkt sich nur im Bereich hoherer Feldstarken auf
die Auswertung in Form eines leichten Anstiegs aus. Zudem ist in Abb. 5-20 zu er-
kennen, dass der Offset bei hoheren Feldstarken leicht gréRer ist. Aufgrund der an-
gesprochen Problematik konnten maximale Feldstarken von 5000 A/m realisiert wer-
den. Die Ergebnisse der magnetischen Hysteresekurven zeigen jedoch, dass der
Werkstoff bei diesen Feldstarken bereits in Sattigung ist und somit eine vollstandige

Beschreibung des nichtlinearen Verhaltens maéglich ist.

Magnetische Hysteresekurven fiir 42CrMo4

Magnetische Flussdichte B [T]

T T T T T T T T T T T
-6000  -4000  -2000 0 2000 4000 6000
Magnetische Feldstarke H [A/m]

Abb. 5-21: Reprasentative Ubersicht der gemessenen Hysteresekurven
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Abb. 5-22: Magnetisierungskurven fir 42CrMo4

5.5.2 Analytische Beschreibung

In Kapitel 4.2 wurde auf die Berlcksichtigung der magnetischen Nichtlinearitat ein-
gegangen. Hierbei wurde angemerkt, dass fir die Berechnung der magnetischen
Energie der realen Magnetisierungskurve eine analytische Beschreibung notwendig
ist. In [155] wird die sogenannte Frohlich-Gleichung verwendet, da diese als guter

Kompromiss zwischen Genauigkeit und Einfachheit angesehen wird:

|~| = a+|g.||y|’ (5.9)
wobei a und g Konstanten darstellen. In [178] werden die Konstanten in Abhangig-
keit von der Temperatur beschrieben und durch eine lineare Interpolation zwischen
Stutzpunkten bertcksichtigt. Um jedoch einen funktionalen Zusammenhang in Ab-
hangigkeit der magnetischen Feldstarke H und der Temperatur T zu haben, wurde
ein analytisches Modell aus [176] implementiert. Dieses wird als analytische Satti-
gungskurve bezeichnet und kann wie folgt geschrieben werden:

§(|I7|,T) = U - |ﬁ| + %- arctan [n(”%;)s“o'ﬁl] . (1 — exp [%D (5.10)
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wobei B, die Polarisation bei Sattigung darstellen soll, u,, die Anfangssteigung der
Magnetisierungskurve bei RT und T, die Curie-Temperatur. Der Parameter C ist ein
Fitparameter. Fur die eigenen Simulationen wurden B; und u,, ebenfalls aus den
Messungen durch Parameteridentifikation in Matlab abgeleitet. Dabei ergaben sich
fur B =14T, uo = 2500, T, =785°C und C = 60°C. Eine Gegenuberstellung mit

den experimentellen Daten ist in Abb. 5-23 zu finden.

Bei niedrigen Temperaturen bis 400 °C gibt das Modell eine annédhernd gleichblei-
bende Kurve wieder, die leicht unterhalb des experimentellen Verlaufs liegt. Im Be-
reich der Sattigung sollten die Kurven von Experiment und Modell parallel zueinander
Verlaufen, was aufgrund der angesprochenen Unstetigkeit jedoch nicht der Fall ist.
Der Vergleich bei 600 °C zeigt, dass das Modell eine relativ gute Beschreibung er-
maoglicht, da neben der Anfangssteigung auch die Sattigung gut wiedergegeben wird.
Zusammenfassend ist das Modell in der Lage, den Einfluss der magnetischen Feld-

starke sowie der Temperatur gut wiederzugeben.
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Abb. 5-23: Gegenuberstellung experimenteller Daten und dem Modell zur Beschrei-
bung der Magnetisierungskurven
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6.1 Prozesskenngrol3en
6.1.1 Induktorstrom

Fur die Berechnung der induktiven Erwarmung wird eine Erregerquelle in Form einer
Randbedingung bendtigt. Fur die experimentellen Induktionshérteexperimente stand
ein Zweifrequenzgenerator zur Verfigung. Aufgrund der Schwingkreisanordnung ist
eine Spannungsmessung an der Spule nicht moglich. Der Strom wurde, wie in Ab-
schnitt 3.3 erlautert, am Ausgang des Wechselrichters gemessen, um in der numeri-
schen Modellierung als Stromdichte vorgegeben zu werden. Abb. 6-1 zeigt beispiel-
haft den gemessenen Strom zu Beginn der induktiven Erwarmung. Zunachst wird der
Schwingkreis angeregt, um die Resonanzfrequenz zu finden. Dieser Vorgang ist
durch den anfanglichen Ausschlag gekennzeichnet. Nach einer gewissen Totzeit be-
ginnt der Einschwingvorgang des Schwingkreises, gekennzeichnet durch den expo-

nentiellen Anstieg des Spitzenstromes bis hin zu dem vorgegebenen Wert.

—— Gemessener Strom

15009 Einschwingverhalten .

1000 H

500 +

Strom [A]

-500

-1000 +

_Anregung des
1500 7 5 chwingkreises t
chwing Zustand
T y T y y
0,0 0,1 0,2 0,3

Zeit [s]

Stationarer

o

Abb. 6-1: Exemplarischer Stromverlauf beim induktiven Erwarmen
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Wie aus dieser Darstellung ersichtlich, besteht grundséatzlich die Notwendigkeit, das
Einschwingverhalten in der numerischen Modellierung zu bericksichtigen, da zu Be-
ginn der Erwarmung nicht mit voller Leistung gearbeitet werden kann. Auf diesen As-
pekt wird im nachsten Abschnitt nochmals eingegangen. Fur die Charakterisierung
des Erregerstromes im Induktor wird nur der stationare Zustand zur Bestimmung der
Stromstarke herangezogen. Hierzu wurden die gemessenen Daten mittels Matlab
ausgewertet, indem durch Integration der Effektivwert (RMS) der Stromstarke Iy

Uber folgende Gleichung berechnet wurde:

s = [+ 12 () - d. 6.1)

wobei t die Zeit darstellt und i der zeitabh&ngige Strom ist. Mit der Rogowski-Spule
konnte nur der halbe Schwingkreisstom gemessen werden und das Ubersetzungs-
verhaltnis des Ausgangstransformators betrug 6:2. Somit musste der berechnete
Wert mit dem Faktor 6 multipliziert werden. Die entsprechenden Werte sind in Abb.
6-2 wiedergegeben. Wie zu erwarten besteht ein linearer Zusammenhang zwischen
dem vorgegebenem Strom in % sowie dem gemessenen. Die Gleichungen der Aus-
gleichsgeraden wurden mittels Minimierung der Fehlerquadratsummen bestimmt. Fur
die MF-Versuche liegt ein deutlich kleineres Streuband vor. Dies kann auf den ge-
messen Offset bei den HF-Versuchen zurtickgefiihrt werden. Bei allen Messungen
wurde der Nullpunkt in den negativen Bereich verschoben. Aus diesem Grund muss-
te bei der Auswertung zunéchst der Nullpunkt bestimmt werden. Dieser wurde an-
hand des Mittelwertes berechnet und kann bei unsymmetrischem Verlauf des ge-

messenen Stromes zu Fehlern fuhren.
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Abb. 6-2: Auswertung der gemessenen Schwingkreisstrome und Korrelation
Zu vorgegebenem Wert

6.1.2 Temperaturmessung

Die Temperaturmessung dient der Kalibrierung sowie Validierung der Warmeumset-
zung im Bauteil. Fur die Kalibrierung der MF- und HF-Modelle wurde die maximale
Oberflachentemperatur fir die Versuche MF12,5 500und HF3,45 500 verwendet.
Alle weiteren Messungen dienen der Validierung hinsichtlich des Temperaturverlau-
fes Uber der Zeit sowie der Spitzentemperatur an den verschiedenen Messstellen,
die wahrend des Harteprozesses erreicht werden. Im Folgenden werden nur die re-

levanten Messdaten diskutiert.

Abb. 6-3 zeigt den Verlauf der gemessenen Oberflachentemperaturen fur die ver-
schiedenen MF-Versuche (a) sowie die dazugehdrigen Spitzentemperaturen an den
Messstellen im Bauteilinneren (b). Deutlich erkennbar ist der deckungsgleiche Ver-
lauf fUr die versuche MF12,5 500 und MF12,5 400. Dies spricht fur die gute Repro-
duzierbarkeit dieses Verfahrens, da die Messungen unabhangig voneinander ge-
macht wurden. Bei dem Versuch MF7,49 1000 wirkt sich die Curie-Temperatur und

der damit verbundene Abfall der Erwarmungsgeschwindigkeit deutlich starker aus als
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dies bei dem hoheren Strom der Fall ist. Gut zu erkennen ist auch der steile Abfall
nach abgeschlossener Erwarmung, hervorgerufen durch Warmleitung ins Bauteilin-
nere. Der Verlauf bzw. die Temperaturmessung zu Beginn und wahrend des Ab-
schreckprozesses wird durch das angeschweil3te Thermoelement beeinflusst. Dies

wird vor allem durch den undefinierten Verlauf zu Beginn des Abschreckens sichtbar.

1200 1200
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- - MF12,5_500
--------- MF12,5_400

1000 | 1000

C]

800 j 8004

600 4

400+ 400

Temperatur [*
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200+

ol i : : : 0
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Abschreckung Zeit[s] Abstand zur Oberflache [um]
a) b)

Abb. 6-3: Verlauf der gemessenen Oberflachentemperaturen (a) sowie Maximal-
temperaturen an den Messstellen (b) fur die MF-Versuche

Die Spitzentemperaturen fur die MF7,49 1000 und MF12,5 500 sind bis zu einer
Tiefe von 1,7 mm annahrend gleich, jedoch liegt die Temperatur bei 4 mm unterhalb
der Oberflache bei MF7,49 1000 um circa 200 K hoher. Fur MF12,5_400 liegen die
gemessenen Temperaturen im Randbereich um bis zu 200 K unterhalb der anderen
beiden Versuche. Bei einem Abstand von 4 mm ist eine hohere Temperatur gegen-

Uber dem Versuch MF12,5 500 zu verzeichnen.

Bei den HF-Versuchen ist der Abfall der Erwarmungsgeschwindigkeit wesentlich
starker ausgepragt, wie Abb. 6-4 zu entnehmen ist. Der Temperaturabfall wahrend
der Erwarmung wie fur den Versuch HF2,42_1000 ersichtlich, ist theoretisch mdglich,
kann aber auch an der Temperaturmessung selbst liegen. Bei allen Versuchen ist
der Einfluss der Curie-Temperatur erst bei Temperaturen oberhalb der 800 °C fest-
zustellen. Dies spricht fiir die sehr komplexe Uberlagerung der lokal unterschiedli-
chen Eigenschaften und deren Einfluss auf die Warmeeinbringung. Mit steigendem
Strom bzw. steigender Leistungsdichte fallt der Abfall der Erwdrmungsgeschwindig-

keit, hervorgerufen durch die Entmagnetisierung, weniger ins Gewicht.
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Entsprechend nimmt die Erwarmungsgeschwindigkeit mit steigender Stromstarke
auch zu. Fur den Versuch HF4,16_400 betragt die mittlere Erwdrmungsgeschwindig-
keit bis 1000 °C etwa 12700 K/s. Die Abschreckgeschwindigkeit im Bereich der Hal-
tedauer betragt bei dem selbigen Versuch circa 1000 K/s. Die Abnahme der Ab-
schreckwirkung mit sinkender Spitzentemperatur verdeutlicht den Einfluss des Tem-

peraturgradienten auf den Warmefluss ins Bauteilinnere.
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Abb. 6-4: Verlauf der gemessenen Oberflachentemperaturen (a) sowie Maximal-
temperaturen an den Messstellen (b) fuir die HF-Versuche

Aus dem Vergleich der Spitzentemperaturen fur die HF-Versuche in Abb. 6-4 (b)
geht hervor, dass hohere Temperaturen fir HF4,16_400 erzielt werden, wohingegen
die Temperaturen unterhalb der Oberflache fur die Versuche HF2,42 1000 und
HF3,45 500 keine grofRen Unterschiede aufweisen. Bei 4 mm unterhalb der Oberfla-
che ist die gemessene Temperatur fur HF4,16_400 jedoch im Vergleich niedriger.

Fur die Zweifrequenzversuche (ZF) tragen die Leistungsanteile der beiden Frequen-
zen simultan zur Werkstickerwdrmung bei. Fur ZF6,73/2,73 500 und
ZF6,73/3,24_400 sind Temperaturverlaufe an der Oberflache sowie die gemessenen
Spitzentemperaturen sehr ahnlich, wie aus Abb. 6-5 zu entnehmen ist. Flr den Ver-
such ZF6,73/2,21_1000 wird aufgrund der langen Heizzeit eine vergleichsweise hohe
Temperatur erreicht, was sich auch in den Spitzentemperaturen widerspiegelt. Die
Versuche ZF6,73/2,21 1000 und ZF6,73/2,73_500 weisen bei den Temperaturver-
laufen an der Oberflache wahrend der Erwarmung zwei Knickpunkte auf, wohinge-
gen fur den Versuch ZF6,73/3,24 400 nur derjenige aufgrund der Curie-Temperatur
zum Vorschein kommt. Die Ursache ist moglichweise dem Verhalten des Schwing-

kreises zuzuschreiben.



106 Induktionsharteexperimente zur Validierung der Simulation

1400 1400
—— ZF6,73/2,21_1000

- — ZF6,73/2,73_500
e ZF6,73/3,24_400

1200+ 1200+

1000+ 1000+

800+ — 800+
." O

600 i % 600
i £

Temperatur [°C]

400 § 4004

—=— 7F6,73/2,21_1000
2001 _ o - ZF6,73/2,73_500
-a- ZF6,73/3,24_400

0 7 2 3 2 5 0 1 2 3 2
Beginn Zeit [s] Abstand zur Oberflache [um]
Abschreckung

a) b)

Abb. 6-5: Verlauf der gemessenen Oberflachentemperaturen (a) sowie Maximal-
temperaturen an den Messstellen (b) fir die SDF-Versuche

200+

6.1.3 Effektive Heizzeit

Wie bereits angemerkt, fuhrt das Einschwingverhalten, welches wahrend des Er-
warmungsprozesses auftritt, effektiv zu einer kirzeren Heizzeit, da aufgrund des
niedrigeren Stromes nicht die volle Leistung Uber die komplette Dauer der Heizzeit
bereitgestellt werden kann. Um nicht den kompletten Schwingkreis simulativ abbilden
zu mussen, wurden die Temperaturmessungen zur Ermittlung einer effektiven Heiz-
zeit herangezogen. Die Temperaturmessung an der Oberflache mittels angeschweil3-
tem Thermoelement erlaubt eine gezielte Bestimmung der effektiven Zeit vom Be-
ginn einer merklichen Erwarmung bis zum Beginn der Haltezeit, charakterisiert durch
den raschen Temperaturabfall aufgrund der Warmeleitung ins Bauteilinnere. Die ef-
fektiven Heizzeiten der verschiedenen Experimente sind in Tabelle 6-1 aufgelistet.
Das Einschwingverhalten des Generators weist nach Aussage des Herstellers gene-
rell eine kirzere Einschwingphase bei der HF-Erwdrmung auf. Die genaue Ein-
schwingdauer hangt neben der Frequenz aulRerdem von der Schwingkreiseigen-
schaft in Form der Heizspule und der Probe ab. Wie in Abschnitt 3.3 angesprochen,
liegen fur den Versuch ZF9,38/1,18 500 keine Temperaturmessungen vor, jedoch
wurde eine Bauteilcharakterisierung durchgefiihrt. Diese Probe sollte als Kontrollpro-

be dienen.
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Vorgegebene Effektive
Bezeichnung Heizzeit Heizzeit
[ms] [ms]
ME MF7,49_1000 1000 932
MF12,5 500 500 450
(12 kHz)
MF12,5 400 400 351
HE HF2,42_1000 1000 941
HF3,45 500 500 481
(325 kHz)
HF4,16_400 400 381
SDF ZF6,73/2,21_1000 1000 980
(12 + 325 ZF6,73/2,73_500 500 486
kHz) ZF6,73/3,24_400 400 384

Tabelle 6-1: Effektive Heizzeiten fur die numerische Modellierung

6.2 Bauteilcharakteristika

6.2.1 Mikrohartemessungen

Die Mikrohartetiefenverlaufe dienen der Validierung des implementierten, metallurgi-
schen Modells, welches neben der Beschreibung der Phasenumwandlungen auch
den Einfluss einer inhomogenen Austenitisierung auf die resultierende Harte beinhal-
tet. In Abb. 6-6 sind die Mikrohartetiefenverlaufe der jeweiligen MF-Versuche einan-
der gegenibergestellt. Die gro3te Einhartetiefe liegt bei dem Versuch MF7,49 1000
vor. Fur die Versuche MF12,5 500 und MF12,5 400 ist ein tendenziell abfallender
Verlauf vom Rand bis hin zur Ubergangszone zu beobachten. Demgegeniiber wei-
sen die Mikroh&rtemessungen fur MF7,49_1000 niedrigere Werte bis zu einer Tiefe
von circa 500 um auf. Der Harteabfall bzw. -gradient in der Ubergangzone ist fiir alle

drei Beispiele annahernd gleichbleibend.

Angemerkt sei hierbei, dass nicht die Definition der Einhartetiefe nach dem Rand-
schichtharten gemald DIN EN 10328 mit dem 0,8 fachen des Mindestwertes der
Oberflachenharte verwendet wird, sondern stattdessen die Definition des Hartewer-
tes fur die Einsatzhéartetiefe nach DIN EN ISO 2639 [177] gewahlt wurde, um eine

einfachere Ubersicht zu ermdglichen. Nach der besagten DIN EN ISO Norm wird die
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Einhartetiefe (Eht) bei einem Abfall der Harte bis zu einem Wert von 550 HV 1 be-
stimmt. Aus beiden Normen geht hervor, dass die zu verwendende Prufkraft Gber der
in dieser Arbeit verwendeten liegt und somit keine Bestimmung nach DIN vorlag. Die
Prufkraft von 100 g (HVO0,1) entspricht der maximalen Last bei der Mikrohartepri-

fung, die fur die Bestimmung der Harteverlaufe gewahlt wurde.

Bemerkenswert ist die Abnahme der Einhartetiefe aufgrund der verringerten Heizzeit
von 500 auf 400 ms. Diese nimmt bei einer Reduzierung der Heizzeit von 100 ms um
0,7 mm ab (30%). Die starke Abhangigkeit der resultierenden Einhartetiefe von der
Heizzeit veranschaulicht die Sensitivitat des Harteergebnisses von den Prozesspa-
rametern. Auf der anderen Seite kann die von 1000 ms auf 500 ms verkirzte Heiz-
zeit beinahe durch die erh6hte Stromstarke kompensiert werden, wie der Vergleich
zwischen MF7,49 1000 und MF12,5 500 zeigt. Die Eht unterscheidet sich nur um
0,3 mm (=10%). Die Kombination zwischen Heizzeit und Stromstarke bzw. Leistung
erlaubt eine Vielzahl an Prozessparameterkombinationen, die zu einer gleichen Eht
fuhren. Wie jedoch noch gezeigt wird, fuhrt die Stromstarke neben der Tiefenwirkung

auch zu einer Verbreiterung der Hartezone entlang der Zylinderhohe.
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Abb. 6-6: Mikrohéartetiefenverlaufe fur die MF-Versuche
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Fur die Versuche mit HF ist fur alle drei eine abfallende Harte von der Oberflache hin
zur Ubergangszone zu beobachten, wie aus Abb. 6-7 hervorgeht. Dieser Abfall
scheint fur den Versuch HF4,16_400 niedriger zu sein, was mit einer mdglichen
Kornvergréberung aufgrund der sehr hohen Temperaturen von 1270 °C (vgl. Abb.
6-4) zusammenhangen kann. Auf der anderen Seite ist jedoch kein Harteminimum
nahe der Oberflache anzutreffen, wie dies in [81] beim Laserharten der Fall ist. Ein
direkter Vergleich ist selbstverstandlich nicht méglich, da eine Verlagerung der War-
mequellen wahrend des Prozesses vorkommt und nicht wie beim Laserharten nur
Uber die Oberflache stattfindet. Neben der Temperatur ist auch die Zeit von Bedeu-

tung, da der Prozess der Kornvergroberung auch von der Kinetik abhangt.

Im Vergleich zu den MF-Versuchen liegen die Einhartetiefen erwartungsgemald nied-
riger, obwohl ein direkter Vergleich nicht zuldssig ist, da unterschiedliche Leistungen
und Heizzeiten verwendet wurden. Fir die Versuche HF2,42_1000 und HF3,45 500
wird die Reduzierung der Heizzeit durch den erhéhten Strom nahezu kompensiert,
wie aus den Temperaturmessungen in Abb. 6-4 hervorgeht. Im Einklang mit den
Temperaturmessungen fuhrt die hohere Energieeinbringung in Versuch HF4,16_400
zu einer Erhéhung der Einhartetiefe. Die steileren Hartegradienten fur die HF-
Versuche hangen womdglich mit Temperaturgradienten zusammen. Unter Berlck-
sichtigung der Temperaturmessungen weisen gerade die Versuche MF7,49 1000
und HF4,16_400 einen flachen Harteverlauf auf, bei denen Kornwachstum am wahr-

scheinlichsten vorzufinden ist.
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Abb. 6-7: Mikrohéartetiefenverlaufe fiir die HF-Versuche

Bei den Harteverlaufen der ZF-Versuche zeigt sich ein einheitliches Bild in Bezug auf
den Harteabfall innerhalb der Einhartetiefe. Die Versuche ZF9,32/1,18 1000 sowie
ZF6,73/2,73_500 ergeben nahezu identische Einhartetiefen, wohingegen diese bei
dem Versuch ZF6,73/3,24_400 um 0,1 mm geringer ausfallen. Diese Abnahme deckt

sich mit den Ergebnissen der Spitzentemperaturen in Abb. 6-5.

Eine hochangelassene Ubergangszone, charakterisiert durch einen Harteabfall unter

die Ausgangsharte, lasst sich nur bei den HF-Versuchen erahnen.
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Abb. 6-8: Mikrohéartetiefenverlaufe fur die ZF-Versuche

6.2.2 Eigenspannungsmessungen

Die Bauteilcharakterisierung der zylindrischen Proben hinsichtlich der resultierenden
Eigenspannungen nach dem induktiven Randschichtharten geschieht anhand expe-
rimentell bestimmter Eigenspannungstiefenverlaufe, wobei nur die Komponente in
Umfangs- bzw. Tangentialrichtung betrachtet wird. Eigenspannungsumlagerungen
aufgrund des Materialabtrags wurden in den folgenden Ergebnissen nicht korrigiert,
was zu dem einheitlichen Bild der Eigenspannungszunahme bis hin zum Ubergang

der Druck- zu Zugeigenspannungen fuhrt.

Fur die MF-Versuche tritt der Einfluss der Eigenspannungsumlagerung vor allem fir
den Versuch MF7,49 1000 in Abb. 6-9 in den Vordergrund, da aufgrund der grof3en
Abtragtiefe fast keine Zugspannungen vorzufinden sind. Mit abnehmender Einharte-
tiefe, und somit auch Abtragtiefe, nimmt der Einfluss der Umlagerung auf die mess-
baren Zugeigenspannungen im Ubergangs- und Kernbereich ab. Fur MF7,49 1000
werden niedrigere Druckeigenspannungen gemessen, wohingegen der Unterschied
der beiden anderen Versuche nur sehr gering ist, obwohl ein deutlicher Unterschied
in der Einhartetiefe (vgl. Abb. 6-6) vorliegt. Fir MF12,5_400 werden Zugspannungen
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um die 500 MPa uber einen Bereich von mehr als 0,5 mm gemessen. Diese werden
vom Kerngefiige direkt an der Ubergangszone aufgenommen.

1000
150 —=— MF7,49_1000 [=16 mm
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Abb. 6-9: Eigenspannungstiefenverlaufe der Eigenspannungskomponente in Um-
fangsrichtung fur die MF-Versuche

Bei den HF-Versuchen in Abb. 6-10 ergibt sich nur fir den Versuch HF4,16_400 ein
zu den MF-Versuchen vergleichbarer Verlauf im Druckbereich, wohingegen die an-
deren Verlaufe zu Beginn einen starken Gradienten zu noch héheren Druckeigen-
spannungen aufweisen und anschlieRend bis zur Ubergangszone stetig zunehmen.
Die héchsten Druckeigenspannungen wurden an der HF2,42_1000-Probe gemes-
sen, die laut Mikrohartemessungen (vgl. Abb. 6-7) die niedrigste Einhartetiefe auf-

weist.

Die Eigenspannungstiefenverlaufe der ZF-Versuche in Abb. 6-11 sind vom qualitati-
ven Verlauf mit den MF-Versuchen vergleichbar. In Ubereinstimmung mit den Mikro-
hartemessungen (vgl. Abb. 6-8) sind die Tiefenverlaufe fur die Versuche
ZF9,32/1,18 500 und ZF6,73/2,73 500 nahezu identisch bis zu einer Tiefe von 2500

pm.
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Abb. 6-10: Eigenspannungstiefenverlaufe der Eigenspannungskomponente in Um-
fangsrichtung fur die HF-Versuche
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Abb. 6-11: Eigenspannungstiefenverlaufe der Eigenspannungskomponente in Um-
fangsrichtung fur die ZF-Versuche

Aus den Messungen geht hervor, dass sich der Einfluss der Eigenspannungsumlage-
rung ab einer bestimmten Einhartetiefe &ndert. Kleine Einhéartetiefen fihren bei der
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experimentellen Ermittlung der Eigenspannungstiefenverlaufen zu einem Plateau,

wohingegen grofRere Eht eine Zunahme der Druckspannungen nach innen bewirken.

6.2.3 Makroschliffe

Die Makroschliffe der gehérteten Proben sind in Abb. 6-12 wiedergegeben. Fir alle
drei MF-Versuche wird keine vollstandige Hartung in Langsrichtung erreicht. Durch
die Stromerhdhung wird die Hartezone in die Breite gezogen. Die unsymmetrische
Harteverteilung ist auf die ungenaue Positionierung der Probe zurtickzufihren. Da
die Probe und die Heizspule die gleiche H6he besitzen, macht sich eine kleine Ab-
weichung deutlich bemerkbar, wie aus den Schliffen hervorgeht. Hieraus wird ersicht-
lich, dass die genau Positionierung wahrend dem Harteprozess reproduzierbar ein-
gestellt werden muss, um eine Abweichung der Hartezone zu verhindern, zumal der
in dieser Arbeit verwendete Koppelabstand von 2,25 mm als relativ grof3 betrachtet

werden kann.

Die HF flhrt zu einer gleichmaRigeren Einhartung entlang der Probe und weist nur
im Auslauf zu den Kanten hin eine geringere Einhartung auf. Bei allen drei HF-
Proben ist der Einfluss einer unsymmetrischen Positionierung erkennbar. Der Ver-
gleich der ZF-Proben gibt den Einfluss der unterschiedlichen Leistungsanteile wie-

der.



Induktionshéarteexperimente zur Validierung der Simulation 115

MF7,49_1000 MF12,5_500
|10mm | |10mm |
MF12,5 400
|10mm |
a)
HF2,42_1000 HF3,45 500
|10mm | |10mm |
HF4,16_400
|10mm |
b)
ZF9,32/1,18_500 ZF6,73/2,73_500
|10mm | |10mm |

ZF6,73/3,24_400

|10mm |

c)

Abb. 6-12: Makroschliffe der induktiv gehérteten Proben fir einen direkten Vergleich
der Hartezone mit der numerisch berechneten Martensitverteilung fur
MF (a), HF (b) und ZF (c)
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7.1 Eingabedaten
7.1.1 Elektromagnetisches Modell

Fur die elektromagnetische Modellierung zur Bestimmung der Warmequellen wird
neben der relativen Permeabilitat (siehe Abschnitt 5.5.1) auch die temperaturabhan-
gige Beschreibung der elektrischen Leitfahigkeit benétigt. Hierzu wurde auf Ansatze
aus Eckstein zuriickgegriffen, der den spezifischen elektrischen Widerstand fur Stahl

bei Raumtemperatur pz; mit folgender Gleichung angibt [178].
Prr =0.001+0.283C +0.17S + 0.0387Mn —0.1295S + 0.0702 Al
+0.00272Cr +0.0335Cu + 0.0333Mo + 0.0193Ni in[Qm],

wobei die Legierungselemente in Masse-% angegeben sind. Basierend auf dem
spezifischen elektrischen Widerstand bei Raumtemperatur wird die Temperaturab-

hangigkeit definiert:

20 °C < T <800 °C p(T)=1.026p,, +1.4007°T -1.30107 p,, T - 0.028
800 °C<T<1200°C p(T)=3.8M107T -0.8.

Der entsprechende Verlauf ist in Abb. 7-1 dargestellt.
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3,5x10° \

3,0x106- "
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Temperatur [°C]

Abb. 7-1: Elektrische Leitfahigkeit fur 42CrMo4 nach Ansatzen aus [178]
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7.1.2 Thermisches Modell

Fur das thermische Modell wird neben der spezifischen Warmekapazitat (siehe Abb.
5-19) die Warmeleitfahigkeit benotigt. Fur die induktive Erwérmung wurde der tempe-
raturabhangige Verlauf aus Abb. 7-2 verwendet. Die thermische Leitfahigkeit bis
1000 °C wurde am damaligen Forschungszentrum Karlsruhe am Institut fur Material-
forschung | bestimmt, wohingegen die Daten bis 1300 °C aus [179] stammen. Die
Daten fur die thermische Leitfahigkeit fir Temperaturen gréf3er 1000 °C wurden au-

Berdem in Abaqus/Standard fur die Austenitphase verwendet.

—u— 42CrMo4
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Abb. 7-2: Thermische Leitfahigkeit fir 42CrMo4

7.1.3 Mechanisches Modell

Neben den Daten aus Abschnitt 5.3 wurde zur Beschreibung des plastischen Verhal-
tens von Martensit auf FlieBkurven in [180] zurtickgegriffen. Die Temperaturabhan-
gigkeit des E-Moduls von Austenit wurde aus den Zugversuchen extrahiert und ist
vergleichbar mit Werten aus [173]. Fur Bainit wurde vereinfachend ideal elastisch-
plastisches Verhalten angenommen. Vergleichsrechnungen mit FlieRkurven fir Bainit
aus [181] haben gezeigt, dass dies bei der Prozessfiuihrung zu keinem Unterschied
fuhrt. Die Eingabedaten bezlglich Umwandlungsdehnungen und thermischen Aus-

dehnungskoeffizienten sind Abschnitt 5.1 zu entnehmen.
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7.1.4 Zusammenfassende Ubersicht relevanter Eingabe  groRen

In Tabelle 7-1 sind zur Ubersicht nochmals wichtige Werkstoffkennwerte zusammen-
gefasst. Grau unterlegte Zahlen unterscheiden sich von denen aus [81] und wurden
experimentell bestimmt bzw. aus der Literatur erganzt. Bei Werkstoffkennwerten, fur
die keine Literaturwerte bzw. experimentellen Daten vorlagen, wurde eine lineare
Extrapolation bzw. ideal elastisch-plastisches Materialverhalten vorausgesetzt. Bei
der volumenspezifischen Warmekapazitat pc,, wurde fur die Dichte des Ausgangszu-
standes (F/K) ein Wert von 7850 kg/m® sowie die des Austenits von 8150 kg/m? an-
genommen [181]. Die Eingabeparameter zur Berechnung der Phasenumwandlung
bei hohen Erwarmungsgeschwindigkeiten sowie der resultierenden Mikroharte

stammen aus [81].
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Tin °C Geflige | 20 100 |200 |300 |400 500 600 700 |800 [900 1000
A 1,76 1,15 0,72 0,39
Ein
F/K 2,15 | 2,04 1,95 1,79 1,56 1,25
10° N/mm?
B 2,15 2,03 1,87 1,67
M 2,15 203 (195 | 1,87
A 0,286 0,304 0,325 0,335
v F/K 10,283 0,293 0,304 0,325 0,335
B 0,283 0,289 0,298 0,315
M 0,283 0,289(0,293 0,298
A 4,27 4.49 4,76 4,85 | 4,92
pCy in 10°
F/K 3,20 4,42 5,18 6,72 7,02
Ws/mm®3K
B 3,54 3,85 4,16 4,47
M 3,54 3,85 | 4,0 4.2
A 1,2 1,6 1,8 (27,6 28,9
Ain
1072 FIK | 4,26 4,15 3,63 2,79 2,40
W/mmK B 3,9 3,75 3,4 2,8
M 34 325 | 3,1 | 2,95
A 232 | 206 181 156 | 131 105 | 80 55
Res bzw. Rp()’]_
in F/K 930 | 717 590 440 160 90
N/mm? B | 900 850 800 300
M 1620 | 1590 | 1504 | 1408 | 1060

Tabelle 7-1: Ubersicht der verwendeten Werkstoffparameter in der numerischen Si-
mulation fur den Werkstoff 42CrMo4
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7.2 Einfrequenzsimulation

Die Ergebnisse der numerischen Modellierung basieren auf einem Kalibrierungs- und
Validierungsprozess. Neben der Stromverdrangung in der Heizspule erfordert auch
die im Werkstluck induzierte Leistung eine Kalibrierung der MF- und HF-Modelle.
Hierzu wurde jeweils ein Parametersatz (MF12,5 500 und HF3,45 500) ausgewahlt
und der Parameter fur die induzierte Leistung uUber die gemessene Endtemperatur an
der Oberflache angepasst. Die Berucksichtigung der Stromverdrangung wurde Uber
den jeweiligen Makroschliff kalibriert, indem die Gewichtung der Stromverteilung an-
gepasst wurde. Basierend auf dieser Kalibrierung wurden neben den Einfrequenz-
simulationen auch die Zweifrequenzsimulationen durchgefuhrt, um eine Gultigkeit der

in diesem Rahmen verfolgten Losungsstrategie zu gewabhrleisten.

7.2.1 Mittelfrequenz

Temperaturentwicklung

Fur die Temperaturentwicklung wird jeweils die Oberflachentemperatur wahrend der
Erwadrmung sowie wéhrend einem anschlie3enden Zeitraum von circa funf Sekunden
dargestellt, um die berechnete Erwarmung aufgrund der elektromagnetisch-
thermischen Modellierung in MSC.Marc sowie der verwendeten Abschreckbedingun-
gen zu diskutieren. Zusatzlich werden die gemessenen und berechneten Spitzen-
temperaturen an den verschiedenen Messstellen miteinander verglichen, da diese

Aufschluss Uber die ins Bauteil eingebrachte Gesamtenergie geben kénnen.

In Abb. 7-3 ist die zeitliche Entwicklung der Temperatur fur den Versuch
MF7,49 1000 dargestellt. Zu Beginn der Erwarmung stimmen die Temperaturverlau-
fe Uberein, jedoch treten nach kurzer Zeit deutliche Abweichungen im Temperaturbe-
reich zwischen 200 — 800 °C auf. Im Gegensatz zur Simulation zeigt sich bei der
Messung eine deutliche Abnahme der Erwarmungsgeschwindigkeit mit Erreichen der
Curie-Temperatur. Somit kann vermutet werden, dass wahrend des realen Prozes-
ses die Stromverteilung in der Heizspule eine geringer ausgepragte Verdrangung zu
den Ecken hin aufweist. Ab 800 °C stimmen die Temperaturverlaufe wieder tberein.
Wahrend der Haltezeit wird der Temperaturabfall gegentber der Messung leicht
Uberschatzt. Der Temperaturunterschied zu Beginn der Abschreckung gleicht sich im

weiteren Verlauf an die gemessene Temperatur an.
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Abb. 7-3: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fir Versuch MF7,49 1000
wéhrend der Erwarmung (a) und einschlie3lich der Abschreckung (b)

Fur die Kalibrierungsprobe MF12,5 500 zeigt sich in Abb. 7-4, dass sich zu Beginn
der Erwadrmung eine Abweichung einstellt und diese mit fortschreitender Erwarmung
ausgeglichen wird. Gegen Ende der Erwarmung stimmen beide Verlaufe sehr gut
Uberein. Der Temperaturabfall wahrend der Haltezeit liegt unterhalb der gemessen
Kurve und wie zuvor ist mit Eintritt der Abschreckung eine grof3e Abweichung er-
kennbar. Diese gleicht sich im weiteren Verlauf der Abschreckphase aus und zum
Zeitpunkt t = 3 s stimmen beide Verlaufe tberein.
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Abb. 7-4: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fir Versuch MF12,5 500
wahrend der Erwadrmung (a) und einschliel3lich der Abschreckung (b)

Der berechnete Temperaturverlauf aus Abb. 7-5 (a) entspricht bis zur entsprechend
kurzeren Heizzeit dem von MF12,5 500, da die vorgegebene Stromstérke identisch
ist. Unterschiede sind vor allem wahrend dem Abschrecken (b) erkennbar. Zu Beginn

gibt das Modell den steilen Abfall der Temperatur wieder, jedoch verlangert sich
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gleichzeitig die Zeitspanne, bis sich die berechnete und gemessene Temperatur an-

nahern.
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Abb. 7-5: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fur Versuch MF12,5 400
wahrend der Erwarmung (a) und einschliel3lich der Abschreckung (b)

Der Vergleich zwischen den Spitzentemperaturen in Abb. 7-6 zeigt fur alle drei Ver-
suche eine gute Ubereinstimmung. Fur MF7,49_1000 (a) kann eine leichte Abwei-
chung 1,7 mm unter der Oberflache festgestellt werden, wobei die gemessene Tem-
peratur héher liegt. Bei MF12,5 500 (b) treten Unterschiede bei 1,7 und 4 mm zum
Vorschein, wobei die Messung bei Ersteren hoher liegt und beim Letzteren niedriger.
Im Falle des Versuches MF12,5 400 (c) weichen die Temperaturen bei 0,7 und 1,2
mm starker voneinander ab, wobei von einem Messfehler auszugehen ist, wie durch
die Hartemessung bestétigt wird. Die Temperaturabweichung 4 mm unterhalb der
Oberflache fur Versuch MF12,5 500 ist wie zuvor auf einen Messfehler zuriickzuftih-

ren, da die Spitzentemperatur bei 1,7 mm deutlich héher liegt.
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Abb. 7-6: Vergleich der Spitzentemperaturen in radialer Richtung ins Bauteilinnere
MF7,49 1000 (a), MF12,5_500 (b) und MF12,5_400 (c)

Mikrohartetiefenverlaufe

Die berechneten und gemessenen Mikroharteverlaufe sind in Abb. 7-7 gegentber-
gestellt. Die maximale Harte, die mit dem implementierten Modell erreicht werden
kann, betragt 805 HV. Fiur den Versuch MF7,49 1000 nimmt die berechnete Harte
bis zur Ubergangszone leicht ab. Der Hartegradient wird von der Berechnung leicht
unterschatzt, wohingegen die berechnete Einhartetiefe (Eht) mit der gemessenen
Ubereinstimmt. Fur die Versuche MF12,5 500 und MF12,5 400 ergibt sich ein &hnli-
cher Verlauf bis zur Ubergangszone, da auch hier die Harte geringfiigig abnimmt. Fir
beide Versuche wird die Einhéartetiefe unterschatzt, was sich durch den deutlich
fruheren Abfall der Harte auf die Ausgangshérte bemerkbar macht. Der Hartegradi-
ent Uber die Breite der Ubergangszone stimmt mit dem gemessenen annihernd

Uberein. Die Gegentberstellung zeigt, dass der qualitative Einfluss der Prozesspa-
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rameter trotz leichter Unterschétzung der Einhartetiefe bei den geringeren Eht wie-
dergegeben werden kann.
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Abb. 7-7: Mikroharteverlaufe der MF-Versuche

Eigenspannungstiefenverlauf

In Abb. 7-8 sind die Eigenspannungstiefenverlaufe fir die Spannungskomponente in
Umfangs- bzw. Tangentialrichtung wiedergegeben. Die Korrektur des Eigenspan-
nungstiefenverlaufs, verursacht durch Eigenspannungsumlagerung beim Abtragen,
wird durch sukzessives Léschen der Elemente erreicht. Zur Vereinfachung wurden
alle Elemente entlang der Langsachse bei einem simulativen Abtragsschritt geldscht
und nicht, wie bei der experimentellen Bestimmung, nur lokal um die Messstelle ab-
getragen. Im Folgenden werden nur die korrigierten Eigenspannungstiefenverlaufe

mit den experimentell bestimmten verglichen.
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Abb. 7-8: Eigenspannungstiefenverlaufe fir die Versuche MF7,49 1000 (a),
MF12,5 500 (b) und MF12,5 400 (c) im Vergleich mit experimentell
bestimmten Verlaufen

Fur den Versuch MF7,49 1000 (a) werden die Eigenspannungen in der Héartezone
um bis zu 200 MPa Uberschéatzt, wobei der qualitative Verlauf nach dem simulativen
Abtragen gut wiedergegeben wird. Mit Erreichen der Ubergangszone nahern sich die
gemessenen und berechneten Werte an. Die Simulation weist einen steileren Gradi-
enten in der Ubergangszone als der experimentelle Verlauf auf. Der Einfluss der Ei-
genspannungsumlagerung im Zugbereich fuhrt zu einer Abnahme auf 500 MPa, was
aber dennoch einen deutlich hoheren Wert als im Experiment darstellt.

Wie schon bei den Mikrohartetiefenverlaufen gezeigt (vgl. Abb. 7-7), werden auch
die Eigenspannungstiefenverlaufe hinsichtlich der Tiefenwirkung durch das Modell
unterschatzt, wie aus MF12,5 500 (b) und MF12,5 400 (c) ersichtlich wird. Aufgrund
der geringeren, berechneten Einhértetiefe ist die Differenz zwischen gemessenen
und berechneten Eigenspannungswerten grof3er, da die Druckeigenspannungen in
der Hartezone mit der Einhartetiefe abnehmen. Dies wird durch die grol3ere Differenz
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im Falle von fur MF12,5_ 400 bestéatigt. Im Bereich der Zugeigenspannungen fallt die
Abweichung vom experimentellen Verlauf deutlich geringer aus, da die Eigenspan-
nungsumlagerungen aufgrund der Abtragtiefe eine im Vergleich zu MF7,49 1000
geringere Auswirkung haben.

Martensitverteilung

Die berechnete Martensitverteilung ist in Abb. 7-9 den Makroschliffen gegentuberge-
stellt. Das Modell gibt den Einfluss der Prozessparameter auf die resultierende Har-
tezone bzw. Martensitverteilung wieder. Die Reduzierung der Stromstarke vom Kalib-
rierungsversuch MF12,5 500 (b) auf die Stromstarke in MF7,49 1000 (a) fiuhrt zu
einer schmaleren, jedoch tieferen Einhartezone, wie auch im Experiment zu sehen
ist. Fur die Versuche MF12,5 500 und MF12,5 400 (c) liefert die berechnete Mar-
tensitverteilung eine schmalere sowie flachere Hartezone, wie bereits aus dem Ver-

gleich der Mikroharte hervorging.

Abb. 7-9: Makroschliffe der geharteten Proben MF7,49 1000 (a), MF12,5 500 (b)
und MF12,5_400 (c)



Ergebnisse der numerischen Modellierung 127

7.2.2 Hochfrequenz

Temperaturentwicklung

In Abb. 7-10 ist der zeitliche Verlauf der Oberflachentemperatur fir den Versuch
HF2,42_1000 wiedergegeben. Das Modell bildet die Erwarmung (a) des gemesse-
nen Temperaturverlaufs bis zur Curie-Temperatur ab, bei der ein markanter Abfall
der Erwarmungsgeschwindigkeit eintritt. Im weiteren Verlauf nimmt die Temperatur
nur langsam zu. Der Temperaturverlauf wahrender der Haltedauer (b) stimmt mit der
gemessenen Temperatur Uberein. Die Abschreckung fihrt zunachst zu einem steile-

ren Temperaturabfall, dieser flacht jedoch schon nach kurzer Zeit ab.
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Abb. 7-10: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fir Versuch HF2,42_ 1000
wéhrend der Erwarmung (a) und einschliel3lich der Abschreckung (b)
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Der Temperaturverlauf fir den Kalibrierungsversuch HF3,45 500 ist in Abb. 7-11
dargestellt. Hierbei wurde der Wirkungsgrad sowie die Stromverdrangung kalibriert,
um eine moglichst gute Ubereinstimmung zu erzielen. Wahrend der induktiven Er-
warmung (a) ist auRer einer geringen Abweichung beim Ubergang zum paramagne-
tischen Zustand ein nahezu deckungsgleicher Verlauf mit der gemessenen Tempera-
turkurve zu verzeichnen. Die Temperaturentwicklung weist auch Uber die Haltedauer
sowie mit eintretender Abschreckung (b) eine gute Ubereinstimmung auf. Vergleich-
bar zu HF2,42_1000 liegt mit einsetzender Abschreckung zunachst ein steilerer Ab-
fall vor, der im weiteren Verlauf abflacht und dann oberhalb der gemessenen Tempe-

ratur liegt.
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Abb. 7-11: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fur Versuch HF3,45 500
wéhrend der Erwarmung (a) und einschliel3lich der Abschreckung (b)

Fur den Versuch mit der hochsten Stromstarke sowie der geringsten Heizzeit sind
Abweichungen nach Uberschreiten der Curie-Temperatur sowie zum Ende der Er-
warmungsphase sichtbar, wie aus Abb. 7-12 (a) hervorgeht. Mit Uberschreiten der
Curie-Temperatur tritt aufgrund der hohen Leistungseinbringung keine sofortige Ab-
nahme der Erwarmungsgeschwindigkeit auf, was durch das Modell abgebildet wird.
Der berechnete Temperaturverlauf gibt wahrend der Halte- und Abschreckperiode

den experimentellen Verlauf gut wieder.
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Abb.  7-12: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fir Versuch
HF4,16_400 wahrend der Erwdrmung (a) und einschlief3lich
der Abschreckung (b)
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Abb. 7-13: Vergleich der Spitzentemperaturen in radialer Richtung ins Bauteil-
innere fur HF2,42_1000 (a), HF3,45_500 (b) und HF4,16_400 (c)

Der Vergleich zwischen den gemessenen und berechneten Spitzentemperaturen an
verschiedenen Messstellen im Bauteilinneren ist in Abb. 7-13 zusammengefasst. In
Ubereinstimmung mit den Temperaturverlaufen liegen die berechneten und gemes-
senen Spitzentemperaturen nahe beieinander. Fir alle drei Parametersatze liegt die
Spitzentemperatur 4 mm unterhalb der Oberflache Uber der gemessenen Tempera-
tur. Fur die Versuche HF2,42_ 1000 (a) und HF3,45 500 (b) wurden zwei Messungen
durchgefuhrt.

Mikrohartetiefenverlauf

Der Vergleich der Mikroharteverlaufe in Abb. 7-14 zeigt, dass die berechneten Ver-
laufe gut mit den gemessenen Ubereinstimmen. Fir alle drei Versuche wird der Har-
tegradient unterschatzt, was sich in dem flacheren Verlauf vom Plateauwert der

Randschichtharte hin zur Kernharte auf3ert. Der Unterschied der Einhartetiefe zwi-
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schen HF2,42 1000 und HF3,45 500 ist in der Berechnung starker ausgepragt als
dies aus der Messungen ersichtlich ist.
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Abb. 7-14: Mikroharteverlaufe der HF-Versuche

Eigenspannungstiefenverlauf

Die berechneten Eigenspannungstiefenverlaufe sind den gemessenen in Abb. 7-15
gegenibergestellt. Auch hier gibt die Korrektur der berechneten Eigenspannungen
um das simulative Abtragen den Verlauf der Messungen wieder. In der Héartezone
liegt fur alle eine anndhernd konstante Spannungsdifferenz zwischen dem gemesse-
nen und berechneten Verlauf vor. Fir HF2,42_1000 (a) liegt diese Differenz um die
250 MPa, fur HF3,45 500 (b) bei 330 MPa und fur HF4,16_400 (c) im Bereich von
310 MPa. Die Modellierung spiegelt den Einfluss der Einhartetiefe auf die Eigen-
spannungsmaxima wider. Mit zunehmender Einhartetiefe, sprich von Versuch

HF2,42_1000 hin zu HF4,16_400, nimmt das Eigenspannungsmaximum ab.

Fur HF2,42_1000 (a) wird neben dem Eigenspannungsgradient im Ubergangsbe-
reich auch der Abfall ins Bauteilinnere gut wiedergegeben. Die Messungen im Zug-
bereich weisen deutlich niedrigere Werte im Vergleich zum Model auf. Vergleichbare
Situationen liegen auch fur HF3,45 500 (b) und HF4,16_400 (c) vor, wobei die ge-
messenen Zugeigenspannungen hoher sind und den berechneten Werten néher
kommen. Im Vergleich zu den MF-Simulation stimmen die berechneten Eigenspan-

nungstiefenverlaufe deutlich besser mit den experimentellen tberein.
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7-15: Eigenspannungstiefenverlaufe fur die Versuche HF2,16 1000 (a),

HF3,45 500 (b) und HF4,16 400 (c) im Vergleich mit experimentell

bestimmten Verlaufen

Martensitverteilung

Der Vergleich zwischen der berechneten Martensitverteilung und dem dazugehori-
gen Makroschliff ist in Abb. 7-16 zu finden. Fir HF2,42_1000 (a) resultiert die Be-

rechnung in einer unvollstandigen Martensitbildung im Bereich der Stirnseiten. Unter

Bertcksichtigung einer unsymmetrischen Zentrierung der Probe im Experiment ist

eine vergleichbare Hartezone zu erwarten. Mit zunehmender Stromstarke weist die

Modellierung eine Zunahme der Einhartung im Stirnbereich auf, wobei die Einhartung

immer geringer als in der Mitte der Probe ausfallt. Obwohl eine eindeutige Aussage

anhand der Makroschliffe schwierig ist, kann diese Tendenz abgeleitet werden.
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Abb. 7-16: Vergleich zwischen berechneter Martensitverteilung und Makroschliff fur
HF2,16_1000 (a), HF3,45_500 (b) und HF4,16_400 (c)

7.2.3 Zusammenfassende Diskussion zur Einfrequenzmo  dellierung

Die Ergebnisse der MF- und HF-Modellierung zeigen, dass das entwickelte Modell
mit der vorgenommenen Kalibrierung grundsatzlich in der Lage ist, den Prozess der
induktiven Randschichthartung abzubilden. Die Ubereinstimmung zwischen Experi-
ment und Simulation ist fur die hohere Frequenz (HF) besser als flur die niedrigere
(MF). Die Abweichungen im Falle der MF-Simulation hangen mit der Stromverdrén-
gung zusammen, zumal die Temperaturverlaufe zwischen Experiment und Simulati-
on eine gute Ubereinstimmung aufweisen. Die MF-Experimente zeigen, dass sich mit
Erhohung der Stromstarke eine veranderte Stromverteilung einstellt, was sich durch
die Verbreiterung der Hartezone in Langsrichtung aul3ert. Die vorgenommene Ab-
straktion durch Kalibration eines Versuches ist jedoch im Fall der MF nicht ausrei-
chend, um den komplexen Zusammenhang in diesem Frequenzbereich vollstandig
wiedergeben zu kénnen. Die geringere Einhartetiefe kann einer geringeren induzier-
ten Leistung zugesprochen werden. Der in dieser Arbeit verwendete Ansatz fihrt mit

zunehmender Stromstarke zu einer starkeren Stromverdrangung, wie die numeri-
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schen Ergebnisse belegen. Jedoch ist die Ubereinstimmung nicht so gut wie fur die
HF. Hier zeigt sich eine deutlich schwéchere Abhangigkeit von der Stromstéarke, zu-
mal der Bereich, in dem die Stromstarke variiert wurde, gréf3er ist als fur die MF.
Durch die Wechselwirkung zwischen Werkstiick und Heizspule wird der Strom in der
Heizspule beeinflusst, weil der im Werksttick induzierte Wirbelstrom seinerseits zur
Induktion von Strémen in der Heizspule fuhrt und diesen entgegengerichtet ist. Die
Stromverdrangung ist somit als Abschwachung des flieRenden Stroms in der Heiz-
spule zu interpretieren, die sich in Abhangigkeit der Frequenz zur Mitte hin kon-
zentriert (MF) und sich mit zunehmender Frequenz gleichmalliger entlang der Heiz-
spule auswirkt. Hieraus lasst sich erklaren, dass mit steigender Stromstéarke eine
Verbreiterung der Hartezone zum Vorschein kommt. Der deutlich schwachere Ein-
fluss dieser Wechselwirkung bei der HF geht auch aus der Kalibration hervor, die bei

der HF einen Wirkungsgrad von 1 ergibt.

Ein direkter Vergleich der Spitzentemperaturen (vgl. Abb. 7-6) zeigt fur MF12,5 500
(a), dass die gemessene Temperatur 1,7 mm entfernt von der Oberflache um circa
80 K hoher liegt und somit auch in tieferliegenden Bereichen eine ausreichend hohe
Temperatur fUr die Austenitisierung zu erwarten ist. Selbstverstandlich sind die Tem-
peraturmessungen im Bauteilinneren auch fehlerbehaftet. Bei den Temperaturmes-
sungen kann davon ausgegangen werden, dass zu niedrige Spitzentemperaturen
gemessen werden, wie dies in Abb. 7-6 (c) der Fall ist. Ware die gemessene Tem-
peratur 1,2 mm von der Oberflache entfernt fehlerfrei, so musste die Einhartetiefe
deutlich niedriger sein. Die gro3te Fehlerquelle bei der Temperaturmessung mit um-
mantelten Thermoelementen stellt die Kontaktierung dar. Ein Einfluss aufgrund der
induktiven Erwarmung ist hingegen auszuschlieBen, da das Werkstick eine Art

Schirmung darstellt.

Abb. 7-17 zeigt die Entwicklung der Phasenanteile fir HF3,45_ 500, 1,1 mm von der
Oberflache entfernt. Aus dem Temperatur-Zeit-Verlauf wird ersichtlich, dass die
Kombination aus Zeit und Temperatur zu einer unvollstdndigen Austenitisierung fuh-
ren sollte und von dem implementierten Modell abgebildet wird. Die rund 40 % Aus-
tenitanteil, die sich wahrend der Erwarmung bilden, werden mit Erreichen der ent-

sprechenden M -Temperatur vollstdndig in Martensit umgewandelt.
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Abb. 7-17: Berechnung der Phasenanteile

Als eine weitere Validierung der implementierten Modelle beztiglich der Netzunab-
hangigkeit dient die Berechnung der Eigenspannungen mittels eines verfeinerten
Netzes, wie in Abschnitt 4.1 diskutiert wurde. Die Vergleichsrechnung wurde wie zu-
vor am Beispiel HF3,45 500 durchgefiihrt. Wie aus Abb. 7-18 hervorgeht, treten le-
diglich minimale Abweichungen zu Beginn und zum Ende des Eigenspannungsiber-
ganges auf. Der Eigenspannungsgradient sowie der Verlauf in der geharteten Rand-
schicht und im Kern sind identisch zu den Ergebnissen mit regularem Netz. Damit ist
die Netzunabhangigkeit nachgewiesen und Einflisse numerischer Art kdbnnen aus-

geschlossen werden.
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Abb. 7-18: Validierung der Netzunabhangigkeit
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Generell wird der resultierende Eigenspannungstiefenverlauf von dem Modell gut
wiedergegeben, wobei die Druckspannungen in der geharteten Randschicht und die
Zugspannungen am Rand der Ubergangszone zum Kern Uberschatzt werden. Fir
die Zugspannungen kann keine genaue Aussage getroffen werden, weil die Eigen-
spannungsumlagerung bei der experimentellen Bestimmung der Tiefenverlaufe Ein-
fluss nimmt. Zudem wird das Abtragen in der Simulation vereinfacht beriicksichtigt.
Fur die Umlagerung der Druckspannungen liefert diese Vorgehensweise hingegen

zufriedenstellende Ergebnisse.

Die Differenz der berechneten Eigenspannungen in der gehérteten Randschicht zu
den gemessenen betragt maximal 20 - 30 %. Bei der numerischen Modellierung des
Einsatzhartens konnte in [97] gezeigt werden, dass sich die Umwandlungsplastizitat
wahrend der Erwarmung nicht merklich auf die Eigenspannungen, sondern vielmehr
auf den Verzug aufgrund der zusatzlichen Dehnung auswirkt. Durchgefiihrte Ver-
gleichsrechnungen zeigen (siehe Abb. 8-3), dass auch bei der induktiven Erwar-
mung nur geringe Anderungen am Eigenspannungstiefenverlauf in Erscheinung tre-

ten, wenn die Umwandlungsplastizitat beriicksichtigt wird.

Eine weitaus plausiblere Ursache fir die Abweichung stellt die umwandlungsplasti-
sche Dehnung wahrend der martensitischen Umwandlung dar. Die implementierte
Modellierung der umwandlungsplastischen Dehnung basiert auf den Daten von [157].
Die Versuche bei Spannungen zwischen +/- 170 MPa ergaben eine lineare Proporti-
onalitat zwischen Spannung und umwandungsplastischer Dehnung. Wahrend des
Abschreckens liegen die Spannungen deutlich Gber den Versuchsdaten. Zudem
weicht die umwandlungsplastische Dehnung mit Erreichen der Streckgrenze vom
linearen Verlauf ab und wirde unter dieser Annahme unterschatzt werden. Zur Ver-
deutlichung zeigt Abb. 7-19 am Beispiel MF7,49 1000 (a) und HF2,42_1000 (b) den
Einfluss einer erhéhten UP-Konstante auf den resultierenden Eigenspannungstiefen-

verlauf.
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Abb. 7-19: Einfluss der Umwandlungsplastizitdt auf den Eigenspannungstiefen-
verlauf fir MF7,49 1000 (a) und HF2,42_ 1000 (b)

7.3 Zweifrequenzsimulation

Nachdem gezeigt werden konnte, dass die Modellierung der MF- und HF-Erwarmung
zufriedenstellend abgebildet werden kann, soll im Folgenden auf die Ergebnisse zur
Modellierung der Zweifrequenzhértung eingegangen werden. Die Randbedingungen
fur die Stromverteilung sowie den Wirkungsgrad basieren auf den Werten der Kalib-

rierungsversuche.

7.3.1 Temperaturentwicklung

Abb. 7-20 gibt den Temperaturverlauf an der Oberflache fur den Versuch
ZF6,73/2,21 1000 wieder. Das Modell stimmt wahrend der Erwarmung (a) bis circa
400 °C mit dem experimentellen Verlauf Gberein, bis eine plétzliche Reduzierung der
Erwarmung im experimentellen Verlauf eintritt. Dieser kann vom Modell nicht abge-
bildet werden. Eine falschliche Temperaturmessung kann ausgeschlossen werden,
da ein ahnliches Verhalten in Abb. 7-21 (a) sowie weiteren Temperaturmessungen
festgestellt werden konnte. Die Endtemperatur hingegen wird um circa 100 °C vom
Modell unterschatzt. Eine gute Ubereinstimmung liegt wahrend der Haltezeit und des
Abschreckens vor. Bei der Messung der Oberflachentemperatur wahrend der Er-
warmung macht sich womoglich der Einfluss des Schwingkreises bemerkbar, der
durch die gleichzeitige Speisung der Heizspule bei der Zweifrequenz noch schwieri-

ger zu erfassen ist.
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Abb. 7-20: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fur Versuch

ZF6,73/2,21_1000 wahrend der Erwarmung (a) und einschliel3lich
der Abschreckung (b)

Wie zuvor weist auch der experimentelle Verlauf in Abb. 7-21 (a) einen abrupten
Abfall der Erwarmung bei 400 °C auf. Bis zu dieser Temperatur wird der Verlauf vom
Modell abgebildet. Am Ende der Heizzeit unterscheiden sich die gemessene und be-
rechnete Temperatur geringfiigig. Der Einfluss der Warmeleitung wahrend der Halte-
zeit wird abgebildet und der Abschreckprozess wird, wie bereits gezeigt, zu Beginn

leicht Uberschétzt.
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Abb. 7-21: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur fir Versuch

ZF6,73/2,73_500 wahrend der Erwarmung (a) und einschliel3lich
der Abschreckung (b)

In Abb. 7-22 (a) zeigt sich ein anderes Bild bezuglich der Temperaturentwicklung.
Modell und Messung stimmen bis 700 °C annahernd tUberein. Ab diesem Punkt weist
die Temperaturmessung deutlich friher als das Modell eine Abnahme der Erwar-

mungsgeschwindigkeit auf. Im weiteren Verlauf ist eine Zunahme der Erwarmungs-
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geschwindigkeit im Falle der Messung beobachtbar, wohingegen das Modell zu einer
leichten Abnahme tendiert. Wie schon bei den Einfrequenzsimulationen stimmen die
Endtemperaturen meist Uberein. Vom Zeitpunkt der Spitzentemperatur bis hin zu
1,25 Sekunden gibt das Modell den gemessen Verlauf wieder und weicht im An-

schluss nur leicht ab.
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Abb. 7-22: Zeitlicher Verlauf der Oberflachentemperatur flr Versuch

ZF6,73/3,24F_400 wahrend der Erwarmung (a) und einschlief3lich
der Abschreckung (b)

Der Vergleich der Spitzentemperaturen in Abb. 7-23 zeigt zum Teil grol3e Abwei-
chungen zwischen den berechneten und gemessenen Werten. Fir (a) liegen die be-
rechneten Temperaturen fur die Oberflache sowie 0,7 mm darunter unterhalb der
gemessenen, wohingegen die restlichen Temperaturen anndhernd gleich sind. Die
Vergleiche aus (b) und (c) weisen eine Ubereinstimmung fir die Oberflachentempe-
ratur auf, wohingegen die weiteren Messpunkte bei der Berechnung zu héheren Wer-
ten fihren. Hierbei ist von fehlerbehafteten Messungen auszugehen, wie durch die
Hartemessungen gezeigt wird. Fehlerbehaftete Temperaturmessungen, besonders
im Bauteilinneren, sind Uberwiegend auf eine schlechte Kontaktierung zwischen
Thermoelement und Probe zuriickzufiuihren. Die Thermoelemente werden tber eine
Strecke von 16 mm ins Bauteil eingebracht und missen eine mdglichst gute Kontak-
tierung mit der Probe haben, damit eine genaue Messung gewahrleistet werden
kann. Da die Messungen jedoch nicht unter Laborbedingungen durchgefihrt wurden,
kann eine Reproduzierbarkeit der Temperaturmessungen nicht immer gewahrleistet

werden.



Ergebnisse der numerischen Modellierung

139

1400

1200

= Messung
o Simulation

Bezeichnung: ZF6,73/2,73_500

L] " = Messung al
12004° o ou o Simulation 10004 o
L] [
1000
8004
. o
o 5 g S 600
H?é 600 é
e -
- 4004
400
200 2004
0 Bezeichnung: ZF6,73/2,21_1000 o
T T T T
0 1 2 3 4 0

Abstand zur Oberflache [um]

a)

1200

.
1 2 3 4

Abstand zur Oberflache [mm]

1000

800

600

max [GC]

400

200

= Messung
o Simulation

Bezeichnung: ZF6,73/3,24_400

T
1 2 3 4

Abstand zur Oberflache [mm]

c)

Abb. 7-23: Vergleich der Spitzentemperaturen in radialer Richtung ins Bauteilinnere
fur ZF6,73/2,21_1000 (a), F6,73/2,73_500 (b) und ZF6,73/3,24_400 (c)

7.3.2 Mikrohartetiefenverlaufe

Aus den Mikroharteverlaufen in Abb.

7-24 geht hervor, dass fur den Versuch

ZF9,32/1,18 500 der Hartegradient entlang der Ubergangszone zufriedenstellend

Ubereinstimmt, die Modellierung jedoch zu einer Unterschatzung der Einhartetiefe

fuhrt. Fur die anderen beiden Versuche stimmen die Einhartetiefen tiberein, wohin-

gegen die Berechnung einen flacheren Verlauf des Hartegradienten ergibt.
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Abb. 7-24: Mikroharteverlaufe der ZF-Versuche

7.3.3 Eigenspannungstiefenverlaufe

Die Eigenspannungstiefenverlaufe in Abb. 7-25 sind vergleichbar mit denen der MF-
und HF-Versuche. Fir den Versuch ZF6,73/3,24_400 ist die Differenz der gemessen
Zugeigenspannungen zu den korrigierten relativ gering und der Abfall nach dem Ma-
ximum stimmt mit den Messwerten annahernd tberein.
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Abb. 7-25: Eigenspannungstiefenverlaufe fur die Versuche ZF9,32/1,18 500 (a),
ZF6,73/2,73_500 (b) und ZF6,73/3,24_400 (c) im Vergleich mit experi-
mentell bestimmten Verlaufen

7.3.4 Martensitverteilung

Aus der Martensitverteilung in Abb. 7-26 geht hervor, dass die Superposition der
Warmequellen von MF und HF den realen Prozess der Zweifrequenzerwéarmung ent-
sprechend widerspiegelt. Fur den Versuch ZF9,38/1,18 500 (a) Uberwiegt der MF-
Anteil, was zu einer unvollstandigen Einhartung nahe der Stirnseiten fuhrt. Im Ge-
gensatz hierzu zeigt sich mit iberwiegendem HF-Anteil die zunehmende Einhartung

zu den Stirnseiten.
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Abb. 7-26: Vergleich zwischen berechneter Martensitverteilung und Makroschliff fur
ZF),32/1,18_500 (a), ZF6,73/2,73_500 (b) und ZF6,73/3,24_400 (c)

7.3.5 Zusammenfassende Diskussion der Zweifrequenzm  odellierung

Aus den Ergebnissen geht hervor, dass die Uberlagerung der Leistungsanteile zu
einer guten Wiedergabe der aus dem Experiment bestimmten Bauteilcharakteristika
fuhrt. Wahrend den Zweifrequenzversuchen wurden ungewoéhnliche Temperaturver-
laufe gemessen, die nicht bei allen Versuchen auftraten, wie der Versuch
ZF6,73/3,24 400 zeigt. Dementsprechend kann das Modell solch einen Verlauf nicht
abbilden. Obwohl die Temperaturverlaufe nur zu Beginn der Erwdrmung mit den
Messdaten Ubereinstimmen, gibt das Modell zumindest die Endtemperatur relativ gut

wieder.

Aus den Mikrohéartetiefenverlaufen sowie der Martensitverteilung zeigt sich, dass das
entwickelte Zweifrequenzmodell den Prozess abbilden kann. Obwohl die Einhartetie-
fe fir den Versuch ZF9,32/1,18 500 leicht unterschatzt wird, stimmt die Martensitver-
teilung zufriedenstellend mit dem Makroschliff Gberein. Dies wird durch die Eigen-
spannungstiefenverlaufe gestéarkt. Die Abweichungen in der Hartezone zu den ge-
messenen Werten liegen in der gleichen GrofRenordnung, wie fur die Einfrequenzsi-

mulationen.
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Anhand des Vergleiches zwischen den experimentell bestimmten Bauteilcharakteris-
tika sowie der Temperatur konnte gezeigt werden, dass das entwickelte Modell die
induktive Randschichthértung unter Verwendung einer oder mehrerer Frequenzen
abbildet, wie Abb. 8-1 verdeutlicht. Uber einen breit gestreuten Prozessparameter-
raum weicht die berechnete Einhartetiefe nicht mehr als 16,3 % vom gemessenen
Wert ab, wobei mehr als die Halfte der Ergebnisse unter 3 % Abweichung liegen.
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Abb. 8-1: Ubersicht zu gemessenen und berechneten Einhartetiefen

Fur die Modellierung der Mittelfrequenzhéartung konnte festgestellt werden, dass die
vereinfachte Berlcksichtigung der Stromverdrangung in der Heizspule (vgl. Abb.
4-13) eine Abbildung zul&sst, jedoch auch mit den grof3ten Abweichungen zu rech-
nen ist, wie auch aus Abb. 8-1 hervorgeht. Die mit Abstand grél3ten Abweichungen
zum Modell weisen die Prozessparameterpaarungen auf, bei denen der MF-
Leistungsanteil bestimmend ist. Die Modellierung mit HF zeigt indessen, dass die im
realen Prozess auftretende Stromverdrangung in der hier betrachteten Konstellation
sehr gut mit der vereinfachten Abstraktion abgebildet werden kann.
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Bei der Betrachtung der Temperaturverlaufe an der Oberflache fir die einzelnen
Frequenzen stimmen die Verlaufe fur MF und HF mit den gemessenen meist tber-
ein. GroRRere Abweichungen treten zum Teil bei der MF-Modellierung auf, jedoch
stimmen die Verlaufe tber groRere Bereiche tUberein. Zudem wird die Endtemperatur
gut abgebildet, wobei gro3ere Abweichungen nur fur den Versuch HF4,16_400 auf-
treten. Uber den Einfluss der kontinuierlichen Veranderung der Schwingkreischarak-
teristika und deren Wirkung auf die Stromverdréangung im Induktor und somit auch in
der Probe kann anhand dieses Modells keine Aussage getroffen werden, da diese

Aspekte nicht abgebildet werden.

Die Betrachtung der Temperaturentwicklung wahrend der Zweifrequenzerwarmung
machte eine Bewertung schwierig, da die Temperaturmessungen fir mehrere Pro-
zessparametersatze durch einen doppelten Einbruch der Erwédrmungsgeschwindig-
keit gekennzeichnet sind, wie aus Abb. 7-20 ersichtlich. Das Modell ist in der Lage,
die Temperaturentwicklung zu Beginn der Erwarmung erfassen zu kénnen, jedoch ist
nach Erreichen des Knickpunktes keine weitere Abbildung der Temperatur moglich.
Des Weiteren wird die Erwdrmungsgeschwindigkeit oberhalb der Curie-Temperatur
vom Modell unterschatzt, wie aus Abb. 7-20 und Abb. 7-21 hervorgeht. Fur den
Versuch ZF6,73/3,24_400 stimmt die Modellierung bis etwa 700 °C mit dem Experi-
ment (berein, jedoch weist auch hier das Modell eine Uberschatzung des weiteren

Temperaturverlaufs auf.

Der Vergleich der Temperaturverlaufe lasst darauf schlie3en, dass neben der Ver-
nachlassigung bzw. vereinfachten Darstellung der Stromverdrangung auch das Ein-
schwingverhalten des Generators zu Abweichungen zwischen Experiment und Mo-
dell fihrt. Ein weiterer Aspekt, der in der Modellierung keine Berlcksichtigung findet,
ist die lokal resultierende Magnetfeldstarke. In der Modellierung wird die Warmequel-
lendichte der einzelnen Frequenz jeweils separat bestimmt, wobei die Bertcksichti-
gung der relativen Permeabilitdt auf dem Magnetfeld der entsprechenden Frequenz
beruht. In einem weiteren Schritt ware noch der Einfluss der lokal wirkenden Feld-
starke zu untersuchen, um herauszufinden, ob bei der Bestimmung der Warmequel-
lendichte die lokale maximale Feldstarke verwendet werden sollte oder die der jewei-

ligen Frequenz als Approximation genugt.

Die implementierte Vorgehensweise beziglich der magnetischen Nichtlinearitat am

Beispiel der HF-Simulation stellt eine gute Approximation des realen Materialverhal-
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tens dar. Die Ergebnisse fiur HF3,45 500 ermdglichen die Abbildung der Tempera-
turentwicklung an der Oberflache sehr genau, was im direkten Zusammenhang mit

den Warmequellen und somit auch der relativen Permeabilitat steht.

Als Grundvoraussetzung zur Modellierung der induktiven Randschichthartung zahlt
die Temperaturentwicklung wahrend der Erwarmung. Jedoch spiegelt dies nur einen
Prozessabschnitt wider. Des Weiteren wurden im Ergebnissteil nur Endzustande in
Bezug auf die Bauteilcharakteristika miteinander verglichen, da eine experimentelle
Bestimmung wahrend des Prozesses nicht moglich ist. Gerade diese Problematik
kann mit der numerischen Modellierung umgangen werden. In Abb. 8-2 ist exempla-
risch der Verlauf der Tangentialspannung an der Oberflache fur den Versuch
ZF6,73/2,73_500 wiedergegeben. Die Wahl zur Darstellung der Spannungsentwick-
lung an der Oberflache erlaubt die Diskussion beziiglich der in Abb. 2-5 dargestell-

ten Modellvorstellung zur Eigenspannungsentwicklung.

Aus Abb. 8-2 ist zu entnehmen, dass sich zu Beginn der Erwérmung Druckeigen-
spannungen bis zum Erreichen der entsprechenden Warmstreckgrenze aufbauen.
Diese werden bis zum Erreichen der Austenitbildung abgebaut, da die Festigkeit des
Werkstoffes mit steigender Temperatur abnimmt. Die Austenitbildung fuhrt zu einer
Verlagerung der Spannungen bis in den Zugbereich. Diese Spannungsumlagerung
wird von der thermischen Ausdehnung Uberlagert, was dazu fuhrt, dass ein erneuter
Aufbau von Druckeigenspannungen vor Beendigung der Austenitumwandlung eintritt.
Nach vollstandiger Austenitbildung bauen sich weiter Druckspannungen bis zum Er-
reichen der Endtemperatur auf. Aufgrund der abrupten Selbstabschreckung wahrend
der Haltezeit, gekennzeichnet durch einen sehr steilen Temperaturabfall (vgl. Abb.
7-21), gehen die Druckspannungen in Zugeigenspannungen Uber. Wéahrend dem
weiteren Verlauf der Haltephase nehmen die Zugspannungen bis zum Eintreten der
Abschreckungsphase nur leicht zu. Mit dem Einsetzen der Abschreckung wird die
Kontraktion der Oberflache sprunghaft beschleunigt und fihrt in der Modellierung zu
einer sprunghaften Zunahme der Zugeigenspannungen. Dies h&ngt wiederum mit
der sprunghaften Zunahme der Festigkeit der Austenitphase mit sinkender Tempera-
tur zusammen, da wie auch bei der Erwarmung die Warmstreckgrenze in Abhangig-
keit der plastischen Dehnung als spannungslimitierende GroRRe fungiert. Hier wird
auch deutlich, dass die Zugeigenspannungen zu Beginn der martensitischen Um-
wandlung Werte tber 250 MPa aufweisen. Die Volumenausdehnung, hervorgerufen
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durch die martensitische Umwandlung, fuhrt im weiteren Verlauf zum Aufbau der
Druckeigenspannungen. Bis zur Beendigung der Martensitbildung stimmt der qualita-
tive Verlauf mit der Modellvorstellung aus Abschnitt 2.3 Uberein. Im weiteren Verlauf
der Abschreckung wird der Temperaturausgleich zwischen Rand und Kern erreicht.
Dieser fuhrt zu einer groReren Kontraktion des warmeren Kernes und somit einem
weiteren Aufbau von Druckeigenspannungen in der bereits umgewandelten Oberfla-
che. Die Hohe der Druckspannungen wird neben dem thermischen Ausdehnungsko-
effizienten der Ausgangsphase von der Temperaturdifferenz zwischen Rand und
Kern bestimmt. Somit wirde sich in der Modellvorstellung unter Bertcksichtigung
des Kerneinflusses kein Abbau der Druckeigenspannungen einstellen, sondern eine

weitere Erhdhung erfolgen.
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Abb. 8-2: Zeitliche Entwicklung der Tangentialspannungen sowie des Austenit-
anteils an der Oberflache fur ZF6,73/2,73 500

Wie aus dem Vergleich der Eigenspannungstiefenverlaufe hervorgeht, stimmt nach
dem Abtragen der qualitative Verlauf sehr gut mit dem gemessenen lberein. Somit
zeigt sich, dass das numerische Modell die Eigenspannungsentwicklung zuverlassig
abbilden kann. Quantitativ liegen die Abweichungen im Bereich von 20-30%, was
unter Berlcksichtigung der Komplexitat als gut betrachtet werden muss. Einflussgré-

Ben zur Abweichung sollen im Folgenden diskutiert werden.
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Die Umwandlungsplastizitat (UP) wahrend der Erwarmung kann als Einflussfaktor
ausgeschlossen werden, was aus Abb. 8-3 hervorgeht. Bei der Vergleichsrechnung
mit und ohne Umwandlungsplastizitat wahrend der Erwarmung sind minimale Unter-

schiede im Ubergang vom Druck- zum Zugbereich erkennbar.
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Abb. 8-3 Vergleichsrechnung zum Einfluss der Umwandlungsplastizitat wahrend der
Erwarmung auf die resultierenden Eigenspannungen beim induktiven
Randschichtharten

Im Gegensatz hierzu kann die UP wahrend der martensitischen Umwandlung ent-
scheidenden Einfluss haben. In [173] konnte gezeigt werden, dass die UP mit Errei-
chen der FlieRgrenze des Austenits keinen linearen Anstieg in Abhangigkeit der
Spannung aufweist. Die Zunahme ahnelt dem Verlauf der analytischen Lésung der
Greenwood-Johnson-Beschreibung, deren vollstandige Lésung in [94] gegeben ist
und ohne die Vereinfachungen von Greenwood-Johnson hergeleitet wurde. Unter der
Voraussetzung, dass der verwendete Werkstoff eine vergleichbare Abhangigkeit der
UP von der Spannung wie in [173] aufweist, so wirde der implementierte Ansatz zu
einer Unterschatzung der resultierenden TRIP-Dehnung fihren und gleichbedeutend
mit einer zu hohen Eigenspannungsberechnung sein. Dies konnte in Abb. 7-19

durch die Erh6hung der UP-Konstante gezeigt werden.
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Einen weiteren Einfluss kdonnte die Kerntemperatur darstellen, da sich beim Vergleich
der Spitzentemperaturen bei 4 mm im Bauteilinneren grundséatzlich eine hoéhere
Temperatur in der numerischen Modellierung einstellt und somit die Druckspannun-
gen aufgrund des kontraktierenden Kernes auch groRRer ausfallen wirden. Eine ge-
naue Einschatzung ist momentan nicht mdglich. Jedoch zeigt sich bei dem Versuch
MF7,49 1000, dass trotz annahernd gleicher Kerntemperatur die Eigenspannungen

Uberschatzt werden.

Aus dem zeitlichen Verlauf der Eigenspannungsentwicklung in Abb. 8-2 geht hervor,
dass eine mehrfache Spannungsanderung zu einer zyklischen Werkstoffbeanspru-
chung fuhrt. Die Berucksichtigung des damit verbundenen Bauschingereffekts an-
hand eines kinematischen Verfestigungsmodells kdonnte womadglich zu einer besse-
ren Beschreibung beitragen, da das derzeitige Materialmodell auf einer rein isotropen

Verfestigung beruht.

Hinsichtlich der Werkstoffparameter konnte festgestellt werden, dass die thermischen
Ausdehnungskoeffizienten sowie die Umwandlungsdehnung von Austenit zu Marten-
sit eine wichtige Rolle in Bezug auf die resultierenden Eigenspannungen haben. Die
Umwandlungsdehnung sorgt fur den Aufbau von Druckeigenspannungen, die durch
die umwandlungsplastische Dehnung limitiert werden. Nach abgeschlossener Um-
wandlung sind ausschliel3lich die thermischen Dehnungen fir die weitere Eigen-

spannungsentwicklung von Bedeutung.
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Das Ziel dieser Arbeit bestand darin, ein numerisches Berechnungsmodell zur Abbil-
dung der induktiven Randschichthartung von vergutetem 42CrMo4 unter Bertcksich-
tigung der Zweifrequenzerwdrmung zu entwickeln sowie eine Validierung anhand
experimentell bestimmter Bauteilcharakteristika durchzufihren. Der Fokus der Arbeit
lag neben der Bestimmung prozessrelevanter Eingabegrof3en auf der Entwicklung
einer geeigneten Methodik, um den Harteprozess hinsichtlich der Zweifrequenzer-

warmung abbilden zu kdnnen.

Der entwickelte Lésungsansatz besteht aus einer Kopplung der Finite Elemente Pa-
kete MSC.Marc und Abaqus/Standard. Die Umsetzung und Validierung wurde am
Beispiel einer zylindrischen Probe durchgefihrt. Die induktive Erwarmung wird in
MSC.Marc berechnet. Seitens der elektromagnetischen Modellierung wurde das
nichtlineare magnetische Verhalten des Werkstoffs 42CrMo4 implementiert, um eine
Abhangigkeit der induzierten Wirbelstrome von der Temperatur und der magneti-
schen Feldstarke zu erméglichen. Das thermische Modell beinhaltet die Modellierung
der Kurzzeitaustenitisierung fur verguteten 42CrMo4 und erlaubt somit die Beriick-

sichtigung der Umwandlungswarme.

Der gesamte Harteprozess wird wiederum in Abaqus/Standard berechnet, wobei die
thermische Entwicklung aus MSC.Marc als thermische Randbedingung der Erwar-
mung dient. Die Vernachlassigung mechanischer Einflisse auf das Temperaturfeld
und die Phasenumwandlungen in der Modellierung mit Abaqus/Standard erlaubt ei-
nen verlustfreien Transfer des thermischen Zustandes. Das mechanische Modell in
Abaqus/Standard wurde um die Berlcksichtigung der Umwandlungsplastizitat wah-

rend der Erwdrmung erweitert.

Die Zweifrequenzmodellierung wird durch die Uberlagerung der Leistungsanteile be-
stehend aus MF und HF umgesetzt. Ausgehend von der separaten Berechnung der
jeweiligen Warmequellen wird eine Uberlagerung in der thermischen Berechnung in
MSC.Marc durchgefuhrt. Mittels Pythonskript wird der gesamte Simulationsprozess

gesteuert und automatisch durchgefihrt.

Fur die Modellierung der magnetischen Nichtlinearitat wurde das magnetische Ver-

halten von 42CrMo4 in Abhéngigkeit von der Temperatur bestimmt. Die Umwand-
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lungsplastizitdt wahrend der Erwadrmung sowie die thermischen Ausdehnungskoeffi-
zienten und Umwandlungsdehnungen wurden mittels Dilatometerstudien ermittelt.
Fur die thermische Berechnung wurden die spezifische Warmekapazitat und die
Warmeleitung bestimmt. Temperaturabhéngige FlieBkurven wurden fur die Aus-

gangsphase sowie fur unterkiihlten Austenit experimentell ermittelt.

Induktionshérteversuche an zylindrischen Proben mit einer und mehreren Frequen-
zen wurden neben der Generierung notwendiger Prozessparameter auch fir die Va-
lidierung der numerischen Modellierung durchgefiihrt. Die Proben wurden im An-
schluss durch Harte- und Eigenspannungsmessungen charakterisiert. Makroschliffe
in Langsrichtung dienten einer Beurteilung der Hartezone. Temperaturmessungen

wurden neben der Kalibrierung als Validierungsgrof3en verwendet.

Fur die Modellierung der Einfrequenzhartung stimmen die numerischen Ergebnisse
im Vergleich mit den MF-Simulationen besser mit den experimentellen Daten utber-
ein. Als Ursache wird die Abstraktion der Stromverteilung in der Heizspule zur Be-
ricksichtigung der Stromverdrangung gesehen. Bei der Mittelfrequenzanwendung
kann die Anderung der Stromverteilung in der Heizspule mit steigender Stromstarke
nur bedingt abgebildet werden, da die Wechselwirkungen im realen Prozess deutlich
komplexer sind. Bei der Einhartetiefe ist eine maximale Abweichung von 16% zu ver-
zeichnen. Bei der Zweifrequenzsimulation zeigt sich, dass die Abweichung bei einer
hoéheren MF-Leistung groR3er ist. Jedoch sind auch hier die Abweichungen nicht gro-

Rer und stimmen uUberwiegend mit den experimentellen Verlaufen tberein.

Die Eigenspannungstiefenverlaufe nach der induktiven Randschichthartung werden
von dem entwickelten Modell sehr gut wiedergegeben. Quantitativ Uberschatzt das
Modell die gemessenen Werten um 20-30 %. Bei der Betrachtung der zeitlichen
Spannungsentwicklung kann festgestellt werden, dass die Zugspannungen zu Be-
ginn der martensitischen Umwandlung nahe der Fliel3grenze liegen und somit der
implementierte Ansatz nach Greenwood-Johnson zu einer Unterschatzung der um-
wandlungsplastischen Dehnung fuhrt, was im Einklang mit den zu hohen Druckei-

genspannungen stiinde.

Die zu Beginn erlauterte Modellvorstellung zur Entstehung der Eigenspannungen
wahrend der induktiven Randschichthartung kann anhand der numerischen Ergeb-
nisse durch den Einfluss des Kernes erweitert werden. Nachdem der Rand vollstan-
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dig martensitisch ist, wird dieser aufgrund der darauffolgenden Kontraktion des Ker-
nes weiter unter Druck gesetzt. Dabei spielt neben dem thermischen Ausdehnungs-
koeffizienten des Kerngefiiges, vor allem die Temperaturdifferenz zwischen Rand

und Kern eine wichtige Rolle.



10 Literaturverzeichnis

[1]
[2]
[3]

[4]

[5]

[6]
[7]

[8]

[9]

[10]

[11]

[12]

[13]

[14]
[15]

[16]

[17]

[18]

NorM: DIN EN 10052: Begriffe der Warmebehandlung von Eisenwerkstoffen,
Beuth Verlag, Berlin (1994)

NorM: DIN 17022-5: Warmebehandlung von Eisenwerkstoffen - Teil5: Verfah-
ren der Warmebehandlung Randschichthéarten, Beuth Verlag, Berlin (2000)
GRoOscH, J.: Werkstoffseitige Grundlagen des induktiven Randschichthartens.
In: Harterei-Technische Mitteilungen Bd. 44 (1989), Nr. 4, S. 205-209

WEIR, T.: Induktions- und Flammhartung, Forschungsheft // Forschungsverei-
nigung Antriebstechnik. Frankfurt/M. : Forschungsvereinigung Antriebstechnik,
1983

STAHLI, G.: Die Kurzzeitig-Oberflachenhértung von Stahl durch energiereiche
Impulse (Induktion, Elektronenstrahl, Reibung, Laser). In: Material und Tech-
nik (1974), Nr. 4, S. 163-171

DUSSELDORF, M.: Induktionshartung von Zahnstangen fir Servolenkungen. In:
Harterei-Technische Mitteilungen Bd. 56 (2001), Nr. 1, S. 48-50

HANISCH, G.: Neue Anwendungen beim induktiven Randschichtharten in der
Automobilindustrie. In: Harterei-Technische Mitteilungen Bd. 53 (1998), Nr. 6,
S. 381-388

HANISCH, G.: Qualitdt von Induktionsharteprozessen und -anlagen in der Seri-
enfertigung. In: Zeitschrift fuer Werkstoff, Waermebehandlung und Fertigung
Bd. 61 (2006), Nr. 2, S. 71-75

VELTEN, E. ; RAuUH, L.: Das induktive Randschichthéarten in der betrieblichen
Anwendung im Nutzfahrzeugmotorenbau. In: Harterei-Technische Mitteilung-
en Bd. 44 (1989), Nr. 3, S. 138-142

JONES, K. T. ; NEWSOME, M. R. ; CARTER, M. D.: Case study comparison of dis-
tortion for an AGMA quality class 10 bevel gear gas carburized, versus con-
tour induction hardening. In: Proceedings of 1rd International Conference of
Distortion Engineering, Bremen, 14-16 September Bd. 1 (2005), Nr. 1, S. 213~
223

STIELE, H. ; SCHULTE, H.: Induktives Randschichtharten einzelner Komponen-
ten von Windenergieanlagen. In: Elektrowdrme International (2008), Nr. 3,
S. 185-190

DRrRozDA M. ; Rosso M.: Effects of process parameters on induction hardening
of PM steel parts. In: Metal Powder Report Bd. 53 (1998), Nr. 11, S. 40

FAHRY, H. ; ZOCH, H.-W. ; SCcHLICHT, H.: Entstehung von Eigenspannungen und
Verzigen bei der induktiven Randschichthartung von Bauteilen. In: Harterei-
Technische Mitteilungen Bd. 44 (1989), Nr. 3, S. 149-156

Hock, ST. ; ScHuLz, M. ; WIEDMANN, D.: Warmebehandlungsverzug. In:
Haertereitechnische Mitteilungen Bd. 53 (1998), Nr. 1, S. 31-39

RUDNEV, VALERY: Handbook of induction heating. New York : Marcel Dekker,
2003 — ISBN 9780824708481

GUR, CEMIL HAKAN ; PAN, JIANSHENG: Handbook of thermal process modeling of
steels. Boca Raton, Fla.; London : CRC; Taylor & Francis [distributor], 2008
— ISBN 9780849350191 0849350190

ZocH, H.-W.: Randschichtverfestigung - Verfahren und Bauteileigenschaften
Bd. 50 (1995), Nr. 5, S. 287-294

BENKOWSKY, GUNTER: Induktionserwarmung. 5., stark bearb. Aufl. Aufl. Berlin :
Verl. Technik, 1990 — ISBN 3-341-00813-6



Literaturverzeichnis 153

[19]

[20]

[21]

[22]

[23]

[24]

[25]

[26]

[27]

[28]

[29]

[30]

[31]

[32]

[33]

[34]

PETER, H.-J.: Das induktive Randschichtharten mit dem Zweifrequenz-
Simultan-Verfahren (SDF-Verfahren) — Anwendung und Erfahrungen. In: Zeit-
schrift fur Werkstofftechnik, Warmebehandlung und Fertigung Bd. 59 (2004),
Nr. 2, S. 119-124

DAWSON, F.P. ; JAIN, P.: A comparison of load commutated inverter systems for
induction heating and melting applications. In: Power Electronics, IEEE
Transactions on Bd. 6 (1991), Nr. 3, S. 430 —441

MATTHES, H. G.: Qualitatssicherung beim Induktionshéarten durch Erfassen der
Wirkleistung im Werkstiick. In: Harterei-Technische Mitteilungen Bd. 49
(1994), Nr. 6, S. 365—

DEDE, E.J. ; JORDAN, J. ; ESTEVE, V.: State-of-the art and future trends in tran-
sistorised inverters for induction heating applications. In: Devices, Circuits and
Systems, 2004. Proceedings of the Fifth IEEE International Caracas Confer-
ence on. Bd. 1, 2004, S. 204-211

RUFFINI, R. T. ; NEMKOV, V.: Induction Heating Systems Improvements by Ap-
plication of Magentic Flux Controllers. Proc. of the International Induction Hea-
ting Seminar, Padova (1998), S. 133-139

BURGDORF, E. H.: Abschreckfehler beim induktiven Randschichtharten. In: Har-
terei-Technische Mitteilungen Bd. 44 (1989), Nr. 3, S. 179-182

RoODMAN, DMYTRO ; KRAUSE, CHRISTIAN ; NURNBERGER, FLORIAN ; BACH, FRIE-
DRICH-WILHELM ; GERDES, LORENZ ; BREIDENSTEIN, BERND: Investigation of the
surface residual stresses in spray cooled induction hardened gearwheels. In:
International Journal of Materials Research (formerly Zeitschrift fuer
Metallkunde) Bd. 103 (2012), Nr. 01, S. 73-79

RoDMAN, DMYTRO ; KRAUSE, CHRISTIAN ; NURNBERGER, FLORIAN ; BACH, FRIE-
DRICH-WILHELM ; HASKAMP, KLAUS ; KASTNER, MARKUS ; REITHMEIER, EDUARD:
Induction Hardening of Spur Gearwheels Made from 42CrMo4 Hardening and
Tempering Steel by Employing Spray Cooling. In: steel research international
Bd. 82 (2011), Nr. 4, S. 329-336

BRAISCH, P. ; ROLLMANN, J.: Kurzzeitaustenisierung. Frankurt a.M. : For-
schungskuratorium Maschinenbau e.V., 1995

CLARKE, K.: The effect heating rate and microstructure scale on austenite for-
mation, austenite homogenization, and as-quenched microstructure in three
induction hardenable steels. Colorado, Colorado School of Mines, Dissertati-
on, 2008

TAUSCHER, H. ; BucHHOLZ, H.: Der EinfluR der induktiven Oberflachenhartung
auf die Dauerschwingfestigkeitseigenschaften der Vergutungsstahle. In: Draht
Bd. 20 (1969), Nr. 4, S. 231-239

TAUSCHER, H. ; BucHHOLZ, H.: Biegedauerfestigkeit des Allzahnhartestahles Ck
53 nach induktiver Oberflachenhartung. In: Die Technik Bd. 22 (1967), Nr. 9,
S. 579-583

TAUSCHER, H. ; BucHHOLZ, H.: Dauerfestigkeit und Kerbempfindlichkeit indukti-
ver oberflachengeharteter Vergutungsstahle. In: Maschinenbautechnik Bd. 17
(1968), Nr. 4, S. 170-174

KAUFMANN, H.: Einfluld der Behandlungsparameter beim induktiven Rand-
schichtharten auf die Schwingfestigkeit. Darmstadt : Fraunhofer-Inst. Betriebs-
festigkeit LBF, 1999

KAUFMANN, H. ; SONSINO, C. M.: Schwingfestigkeit induktionsgeharteter Bautei-
le aus AFP-Stahlen. In: Schmiede-Journal (1999), S. 42—-44

SONSINO, C. M. ; KAUFMANN, H.: Einflisse auf die Schwingfestigkeit von Ge-
senkschmiedeteilen. In: VDI-Z Bd. 133 (1991), Nr. 4, S. 131-143



154

Literaturverzeichnis

[35]

[36]

[37]

[38]

[39]

[40]

[41]

[42]

[43]

[44]

[45]

[46]

[47]

[48]

[49]

[50]

[51]

SONSINO, C. M. ; KAUFMANN, H. ; ENGELS, A.: Schwingfestigkeit von festgewalz-
ten, induktionsgeharteten sowie kombiniert behandelten Eisen-Graphite-
GulRwerkstoffen unter konstanten und zufallsartiger Belastung. In: Giesse-
reiforschung Bd. 42 (1990), Nr. 3, S. 110-121

KAUFMANN, H. ; SONSINO, C. M. ; WETTER, E.: Einflul? von Hartungsparametern
auf die Schwingfestigkeit von Gesenkschmiedeteilen. In: VDI-Z Bd. 134
(1992), Nr. 11, S. 113-117

CoNRADT, G.: Betrachtungen zur Schwingfestigkeit von Bauteilen nach induk-
tiver Randschichthartung mit sehr kurzen Heizzeiten. In: Zeitschrift fir Werk-
stofftechnik, Warmebehandlung und Fertigung Bd. 61 (2006), Nr. 3, S. 165—
171

ROLLMANN, JORG: Walzfestigkeit von induktiv randschichtgeharteten bauteil-
ahnlichen Proben. Darmstadt, TU Darmstadt, Dissertation, 2000

SHTANSKII, D. V.: Influence of alloying on the solution kinetics of carbide parti-
cles in the laser treatment of steel. In: Russian Metallurgy (1992), S. 153.156
BRAISCH, P. ; ROLLMANN, J. ; BRAISCH, P. ; ROLLMANN, J.: Werkstoffkundliche
Gesichtspunkte zur Beurteilung des Schwingfestigkeitsverhaltens induktiv
randschichtgeharteter Bauteile, Werkstoffkundliche Gesichtspunkte zur Beur-
teilung des Schwingfestigkeitsverhaltens induktiv randschichtgehérteter Bau-
teile. In: Materialwissenschaft und Werkstofftechnik, Materialwissenschaft und
Werkstofftechnik Bd. 31, 31 (2000), Nr. 1, 1, S. 66, 6680, 80

MACHERAUCH, E. ; WOHLFAHRT, H. ; WOLFSTIEG, U.: Zur zweckmafigen Definiti-
on von Eigenspannungen. In: Harterei-Technische Mitteilungen Bd. 28 (1973),
Nr. 3, S. 201-211

MARKEGAARD, L. ; KRISTOFFERSEN, H.: Residual stress after surface hardening -
an explanation of how residual stresses are created. In: Proceedings of IFHT-
SE 2009 (2009)

FRANK, D. A.: Untersuchungen uber die Stahlauswahl und eine geeignete
Warmevorbehandlung fur die induktive Oberflachenhartung. Berlin, TU Berlin,
Dissertation, 1964

DomKE, WILHELM: Uber die Eigenspannungen in induktiv oberflaichengeharte-
ten Stahlzylindern, Universitat Hannover, Dissertation, 1959

GROSCH, J. ; KocJaNcic, B. ; REICHELT, G.: Geschwindigkeitsbestimmende
Vorgange bei der Kurzzeitaustenitisierung. In: Harterei-Technische Mitteilun-
gen Bd. 39 (1984), Nr. 5, S. 199-205

SCHMIDT, ERIC ; SOLTESZ, DAVID ; ROBERTS, SCOTT ; BEDNAR, ABBIE ; SRIDHAR,
SEETHARAMAN: The Austenite/Ferrite Front Migration Rate during Heating of IF
Steel. In: ISIJ International Bd. 46 (2006), Nr. 10, S. 1500-1509

ECKSTEIN, HANS-JOACHIM: Warmebehandlung von Stahl. 2., durchges. Aufl.
Aufl. Leipzig : Dt. Verl. fur Grundstoffindustrie, 1971

ZENKER, R.: Beitrag zur Entwicklung neuer Warmebehandlungstechnologien in
Verbindung mit hohen Erwarmungsgeschwindigkeiten. Dissertation Bergaka-
demie Freiberg. Freiberg, 1986

KocJANCIC, BOGDAN: Umwandlungsverhalten und Eigenschaftsanderungen
einiger Stahle bei Impulswarmebehandlung. Berlin, TU Berlin, 1978

SPEICH, G.R. ; SZIRMAE, A. ; RICHARDS, M.J.: Formation of austenite from ferrite
and ferrite-carbide aggregates. In: Transactions of the Metallurgical Society of
Aime Bd. 245 (1969), Nr. 5, S. 1063-1074. — WOS:A1969D336600026
BrRoOOKS, CHARLIE R.: Principles of the austenitization of steels. London [u.a.] :
Elsevier Applied Science, 1992 — ISBN 1-85166-770-9



Literaturverzeichnis 155

[52]

[53]

[54]

[55]

[56]

[57]

[58]

[59]

[60]

[61]

[62]

[63]

[64]

[65]

[66]

[67]

[68]

JupD, R. R. ; PAXTON, H. W.: Kinetics of austenite formation from spheroidized
ferrite-carbide aggregate. In: Transactions of the Metallurgical Society of Aime
Bd. 242 (1968), S. 206-215

ROSE, A. ; STRASSBURG, W.: Kinetik der Austenitbildung unlegierter und nied-
riglegierter untereutektoide Stahle. In: Archiv Eisenhittenwesen Bd. 27
(1956), Nr. 8, S. 513-520

SAVRAN, V. ; OFFERMAN, S. ; SIETSMA, J.: Austenite Nucleation and Growth Ob-
served on the Level of Individual Grains by Three-Dimensional X-Ray Diffrac-
tion Microscopy. In: Metallurgical and Materials Transactions A Bd. 41 (2010),
Nr. 3, S. 583-591

CABALLERO, F. G. ; CAPDEVILA, C. ; ANDRES, C. GARCIA: Influence of pearlite
morphology and heating rate on the kinetics of continuously heated austenite
formation in a eutectoid steel. In: Metallurgical and Materials Transactions A
Bd. 32 (2001), Nr. 6, S. 1283-1291

SHEARD, G. ; NUTTING, J.: Influence of iron carbide morphology on nucleation
and grain-growth of austenite. In: Metals Technology Bd. 7 (1980), Nr. MAY,
S. 192-196. — WOS:A1980JU90200003

CUNNINGHAM, J. ; MEDLIN, D. ; KrRAuUSS, G.: Effects of induction hardening and
prior cold work on a microalloyed medium carbon steel. In: Journal of Materi-
als Engineering and Performance Bd. 8 (1999), Nr. 4, S. 401-408

HILLERT, MATS: Critical limit for massive transformation. In: Metallurgical and
Materials Transactions A Bd. 33 (2002), Nr. 8, S. 2299-2308

MASSALSKI, TB: Massive transformations revisited. In: Metallurgical and Mate-
rials Transactions a-Physical Metallurgy and Materials Science Bd. 33 (2002),
Nr. 8, S. 2277-2283. — WO0S:000177568700003

MENON, E. SARATH K. ; AARONSON, H.l.: The Massive Transformation: A Critical
Review. In: Materials Science Forum Bd. 3 (1985), S. 211-229

SPEICH, G. ; DEMAREST, V. ; MILLER, R.: Formation of Austenite During Intercriti-
cal Annealing of Dual-Phase Steels. In: Metallurgical and Materials Transac-
tions A Bd. 12 (1981), Nr. 8, S. 1419-1428

ROSE, A.: Der Austenitisierungsprozel3 bei schnell verlaufenden Erwarmungs-
vorgangen. In: Das Industrieblatt Bd. 58 (1958), Nr. 4, S. 160-166

ORLICH, JURGEN: Beschreibung der Austenitisierungsvorgadnge unlegierter und
legierter Stahle bei induktiver Schnellerwérmung. Berlin, TU Berlin, Dissertati-
on, 1971

RoOTH, WILFRIED: Untersuchungen uber die Austenitbildung bei einigen unle-
gierten und niedriglegierten Stéhlen unter besonderer Berilicksichtigung hoher
Erhitzungsgeschwindigkeiten. Berlin, TU Berlin, Dissertation, 1963

MivyamoToO, G. ; USukl, H. ; LI, Z.-D. ; FURUHARA, T.: Effects of Mn, Si and Cr
addition on reverse transformation at 1073 K from spheroidized cementite
structure in Fe—0.6 mass% C alloy. In: Acta Materialia Bd. 58 (2010), Nr. 13,
S. 4492-4502

NOLFI, FRANK V. ; SHEWMON, PAUL G. ; FOSTER, JAMES S.: The dissolution kinet-
ics of Fe3C in ferrite — A theory of interface migration. In: Metallurgical Trans-
actions Bd. 1 (1970), Nr. 8, S. 2291-2298

HILLERT, M. ; NILSSON, K. ; TORNDAHL, L.-E.: Effect of alloying elements on for-
mation of austenite and dissolution of cementite. In: Journal of the Iron and
Steel Institute (1971), S. 49-66

NILSSON, K.: The dissolution of cementite during austenitization of steel. In:
Transactions I1SIJ Bd. 11 (1970), S. 149-156



156

Literaturverzeichnis

[69]

[70]

[71]

[72]

[73]

[74]

[75]

[76]

[77]

[78]

[79]

[80]

[81]

[82]

[83]

[84]

[85]

AGREN, JOHN ; VASSILEV, G.P.: Computer simulations of cementite dissolution
in austenite. In: Materials Science and Engineering Bd. 64 (1984), Nr. 1,
S. 95-103

AGREN, J.: Kinetics of carbide dissolution. In: Scandinavian Journal of Metal-
lurgy Bd. 19 (1990), Nr. 1, S. 2-8. — WOS:A1990CN28400001

BAILEY, NEIL S. ; TAN, WENDA ; SHIN, YUNG C.: Predictive modeling and experi-
mental results for residual stresses in laser hardening of AISI 4140 steel by a
high power diode laser. In: Surface and Coatings Technology Bd. 203 (2009),
Nr. 14, S. 2003-2012

MALECKI, P. ; BARBACKI, A.: On the mechanism of cementite dissolution in aus-
tenite. In: Steel Research Bd. 59 (1988), Nr.3, S.121-124. —
WOS:A1988M782400006

ORLICH, JURGEN ; ROSE, ADOLF ; WIEST, PAUL: Zeit - Temperatur - Austenitisie-
rung - Schaubilder. Disseldorf : Verl. Stahleisen, 1973 — ISBN 3-514-00133-
2

RODEL, J. ; SPIES, H.-J.: Modelling of austenite formation during rapid heating.
In: Surface Engineering Bd. 12 (1996), Nr. 4, S. 313-318

REINHARD, W.: Der komplexe Einfluss von KorngroRRe, Kohlenstoffverteilung
und Aufheizgeschwindigkeit auf die alpha-gamma Phasenumwandlung in Ei-
sen. Dresden, Zentralinstitut fur Festkorperphysik und Werkstofforschung,
Dissertation, 1983

BOSLER, RALF-PETER: Beitrag zum Umwandlungs-, Auflésungs- und Korn-
wachstumsverhalten bei kontinuierlicher Erwarmung. Aachen, RWTH Aachen,
Dissertation, 1995

MOLINDER, G.: A quantitive study of the formation of austenite and the solution
of cementite at different austenizing temperatures for a 1.27 percent carbon
steel. In: Acta Metallurgica Bd. 4 (1956), Nr.6, S.565-571. —
WOS:A1956WG12600001

SCHMIDT, E. ; WANG, Y. ; SRIDHAR, S.: A study of nonisothermal austenite for-
mation and decomposition in Fe-C-Mn alloys. In: Metallurgical and Materials
Transactions A Bd. 37 (2006), Nr. 6, S. 1799-1810

SCHMIDT, ERIC ; DAMM, E. ; SRIDHAR, SEETHARAMAN: A Study of Diffusion- and
Interface-Controlled Migration of the Austenite/Ferrite Front during Austenitiza-
tion of a Case-Hardenable Alloy Steel. In: Metallurgical and Materials Transac-
tions A Bd. 38 (2007), Nr. 4, S. 698-715

HAWORTH, W.L. ; PARR, J.G.: Effect of rapid heating on alphas-gamma trans-
formation in iron. In: Asm Transactions Quarterly Bd. 58 (1965), Nr. 4, S. 476—
488. — WOS:A19657165600005

MiokoviC, TATIANA: Analyse des Umwandlungsverhaltens bei ein- und mehr-
facher Kurzzeithartung bzw. Laserstrahlhartung des Stahls 42CrMo4. Karlsru-
he, TH Karlsruhe, Dissertation, 2005

KRAUSS, GEORGE: Steels. Materials Park, Ohio : ASM International, 1989 —
ISBN 0-87170-370-X

VOHRINGER, O. ; MACHERAUCH, E.: Struktur und mechanische Eigenschaften
von Martensit. In: Harterei-Technische Mitteilungen Bd. 32 (1977), Nr. 4,
S. 153-166

MAALEKIAN, MEHRAN ; KOZESCHNIK, ERNST: Modeling mechanical effects on
promotion and retardation of martensitic transformation. In: Materials Science
and Engineering: A Bd. 528 (2011), Nr. 3, S. 1318-1325

KurDJuMOv, G.: Martensite crystal-lattice, mechanism of austenite-martensite
transformation and behavior of carbon-atoms in martensite. In: Metallurgical



Literaturverzeichnis 157

[86]
[87]

[88]

[89]

[90]

[91]

[92]

[93]
[94]

[95]

[96]

[97]

[98]

[99]

[100]

[101]

[102]

Transactions a-Physical Metallurgy and Materials Science Bd. 7 (1976), Nr. 7,
S.999-1011. —WOS:A1976BZ21700010

NISHIYAMA, ZENJI: Martensitic transformation. New York, N.Y. [u.a.] : Academic
Press, 1978 — ISBN 0-12-519850-7

THOMAS, GARETH: Electron microscopy investigations of ferrous martensites.
In: Metallurgical Transactions Bd. 2 (1971), Nr. 9, S. 2373-2385
GARCIA-JUNCEDA, A. ; CAPDEVILA, C. ; CABALLERO, F.G. ; DE ANDRES, C. GARCIA:
Dependence of martensite start temperature on fine austenite grain size. In:
Scripta Materialia Bd. 58 (2008), Nr. 2, S. 134-137

YANG, HONG-SEOK ; BHADESHIA, H.K.D.H.: Austenite grain size and the marten-
site-start temperature. In: Scripta Materialia Bd. 60 (2009), Nr. 7, S. 493-495
LEE, SEOK JAE ; LEE, YOUNG KOOK: Effect of Austenite Grain Size on Martensit-
ic Transformation of a Low Alloy Steel. In: Materials Science Forum Bd. 475—
479 (2005), S. 3169-3172

FISCHER, F. D. ; SuN, Q.-P. ; TANAKA, K.: Transformation-Induced Plasticity
(TRIP). In: Applied Mechanics Reviews Bd. 49 (1996), Nr. 6, S. 317-364
GREENWOOD, G. W. ; JOHNSON, R. H.: The Deformation of Metals Under Small
Stresses During Phase Transformations. In: Proceedings of the Royal Society
of London. Series A. Mathematical and Physical Sciences Bd. 283 (1965),
Nr. 1394, S. 403 -422

MAGEE, C. L.: Transformation kinetics, microplasticity and ageing of martensite
in Fe-3I-Ni. Pittsburh, Carnegie Mellon University, Dissertation, 1966

ZWIGL, P. ; DUNAND, D.C.: A non-linear model for internal stress superplasticity.
In: Acta Materialia Bd. 45 (1997), Nr. 12, S. 5285-5294

DAVES, WERNER: Mikro- und makro-mechanische Simulation des Deformati-
onsverhaltens von Stahlen unter Bertcksichtigung von Umwandlungs- und
Diffusionsvorgangen, Fortschrittberichte VDI . Reihe 18, Mechanik, Bruchme-
chanik, ISSN 0341-2369. Als Ms. gedr. Aufl. Dusseldorf : VDI-Verl., 1994 —
ISBN 3-18-144118-X

MITTER, WERNER: Umwandlungsplastizitdt und ihre Bericksichtigung bei der
Berechnung von Eigenspannungen, Materialkundlich-technische Reihe , ISSN
0170-589x. Berlin [u.a.] : Borntraeger, 1987 — ISBN 3-443-23008-3

HUNKEL, M. ; DALGIC, M. ; HOFFMANN, F.: Plasticity of the Low Alloy Steel SAE
5120 during Heating and Austenitizing. In: BHM Berg- und Hittenmannische
Monatshefte Bd. 155 (2010), Nr. 3, S. 125-128

CORET, M ; CALLOCH, S ; COMBESCURE, A: Experimental study of the phase
transformation plasticity of 16MND5 low carbon steel induced by proportional
and nonproportional biaxial loading paths. In: European Journal of Mechanics
- A/Solids Bd. 23 (2004), Nr. 5, S. 823-842

LEBLOND, J.B. ; DEVAUX, J. ; DEVAUX, J.C.: Mathematical modelling of transfor-
mation plasticity in steels |: Case of ideal-plastic phases. In: International
Journal of Plasticity Bd. 5 (1989), Nr. 6, S. 551-572

WOLFF, M. ; BOHM, M. ; SUHR, B.: Comparison of different approaches to trans-
formation-induced plasticity in steel. In: Materialwissenschaft und
Werkstofftechnik Bd. 40 (2009), Nr. 5-6, S. 454-459

FISCHER, F.D. ; REISNER, G. ; WERNER, E. ; TANAKA, K. ; CAILLETAUD, G. ; AN-
TRETTER, T.: A new view on transformation induced plasticity (TRIP). In: Inter-
national Journal of Plasticity Bd. 16 (2000), Nr. 7-8, S. 723-748

HAN, HEUNG NAM ; LEE, JAE KON: A Constitutive Model for Transformation Su-
perplasticity under External Stress during Phase Transformation of Steels. In:
IS1J International Bd. 42 (2002), S. 200-205



158

Literaturverzeichnis

[103]

[104]

[105]

[106]

[107]

[108]

[109]

[110]

[111]

[112]

[113]

[114]

[115]

[116]

[117]

[118]

[119]

HAN, H. N. ; LEE, J. K. ; SuH, D.-W. ; Kim, S.-J.: Diffusion-controlled transfor-
mation plasticity of steel under externally applied stress. In: Philosophical
Magazine Bd. 87 (2007), Nr. 1, S. 159-176

Liu, Y.C. ; SOMMER, F. ; MITTEMEIJER, E.J.: Kinetics of austenitization under
uniaxial compressive stress in Fe—2.96 at.% Ni alloy. In: Acta Materialia Bd.
58 (2010), Nr. 3, S. 753-763

MOHAPATRA, G. ; SOMMER, F. ; MITTEMEIJER, E.J.: The austenite to ferrite trans-
formation of Fe—Ni under the influence of a uniaxially applied tensile stress. In:
Acta Materialia Bd. 55 (2007), Nr. 13, S. 4359-4368

WOLFF, M. ; BOHM, M. ; BOKENHEIDE, S. ; LAMMERS, D. ; LINKE, T.: An implicit
algorithm to verify creep and TRIP behavior of steel using uniaxial experi-
ments. In: ZAMM - Journal of Applied Mathematics and Mechanics / Zeitschrift
fur Angewandte Mathematik und Mechanik Bd. 92 (2012), Nr. 5, S. 355-379
ZOCH, H.-W.: Distortion engineering: vision or ready to application? In: Materi-
alwissenschaft und Werkstofftechnik Bd. 40 (2009), Nr. 5-6, S. 342—-348

LI, HUIPING ; ZHAO, GUOQUN ; HE, LIANFANG: Finite element method based simu-
lation of stress—strain field in the quenching process. In: Materials Science and
Engineering: A Bd. 478 (2008), Nr. 1-2, S. 276-290

JUNG, MINSU ; KANG, MINWOO ; LEE, YOUNG-KoOK: Finite-element simulation of
guenching incorporating improved transformation kinetics in a plain medium-
carbon steel. In: Acta Materialia Bd. 60 (2012), Nr. 2, S. 525-536

SIMSIR, CANER ; GUR, C. HAKAN: 3D FEM simulation of steel quenching and
investigation of the effect of asymmetric geometry on residual stress distribu-
tion. In: Journal of Materials Processing Technology Bd. 207 (2008), Nr. 1-3,
S. 211-221

LEE, SEOK-JAE ; LEE, YOUNG-KOOK: Finite element simulation of quench distor-
tion in a low-alloy steel incorporating transformation kinetics. In: Acta Materi-
alia Bd. 56 (2008), Nr. 7, S. 1482-1490

ROHDE, JUTTA ; JEPPSSON, ANDERS: Literature review of heat treatment simula-
tions with respect to phase transformation, residual stresses and distortion. In:
Scandinavian Journal of Metallurgy Bd. 29 (2000), Nr. 2, S. 47—62

LEBLOND, J.-B. ; MOTTET, G. ; DEVAUX, J. ; DEVAUX, J.-C.: Mathematical models
of anisothermal phase transformations in steels, and predicted plastic behav-
iour. In: Materials Science and Technology Bd. 1 (1985), Nr. 10, S. 815-822
DENIS, S. ; SJOSTROM, S. ; SIMON, A.: Coupled temperature, stress, phase
transformation calculation. In: Metallurgical Transactions A Bd. 18 (1987),
Nr. 7, S. 1203-1212

SIMSIR, C. ; GUR, C. H.: Simulation of Quenching. In: GUR, C. H. ; PaN, J.
(Hrsg.): Handbook of Thermal Process Modeling of Steels. Boca Raton [u.a.] :
CRC, Taylor & Francis, 2009, S. 341-426

DENIS, S.: Considering Stress-Phase Transformation Interactions in the Calcu-
lation of Heat Treatment Residual Stresses. In: Le Journal de Physique IV Bd.
06 (1996), Nr. C1, S. 159-174

FARIAS, D. ; DENIS, S. ; SIMON, ANDRE: Modelling of Phase Transformations dur-
ing Fast Heating and Cooling in Steels. In: Key Engineering Materials Bd. 46—
47 (1990), S. 139-152

LEBLOND, J.B. ; DEVAUX, J.: A new kinetic model for anisothermal metallurgical
transformations in steels including effect of austenite grain size. In: Acta Me-
tallurgica Bd. 32 (1984), Nr. 1, S. 137-146

LUETJENS, J. ; HEUER, V. ; KOENIG, F. ; LUBBEN, TH. ; SCHULZE, V. ; TRAPP, N.:
Computer Aided Simulation of Heat Treatment (C.A.S.H.), Teil 2: Bestimmung



Literaturverzeichnis 159

[120]

[121]

[122]

[123]

[124]

[125]

[126]

[127]

[128]

[129]

[130]

[131]

[132]

[133]

von Eingabedaten zur FEM-Simulation des Einsatzhartens. In: Zeitschrift fuer
Werkstoff, Waermebehandlung und Fertigung Bd. 61 (2006), Nr. 1, S. 10-18
JARAMILLO, ROGER A. ; Lusk, MARK T.: Dimensional anisotropy during phase
transformations in a chemically banded 5140 steel. Part 1l: modeling. In: Acta
Materialia Bd. 52 (2004), Nr. 4, S. 859-867

JARAMILLO, ROGER A. ; LUSK, MARK T. ; MATAYA, MARTIN C.: Dimensional anisot-
ropy during phase transformations in a chemically banded 5140 steel. Part I:
experimental investigation. In: Acta Materialia Bd. 52 (2004), Nr. 4, S. 851—
858

HUNKEL, M: Anisotropic transformation strain and transformation plasticity: two
corresponding effects. In: MATERIALWISSENSCHAFT UND
WERKSTOFFTECHNIK Bd. 40 (2009), Nr. 5-6, S. 466472

DENIS, S. ; ARCHAMBAULT, P. ; AuBRy, C. ; MEY, A. ; LOuIN, J.CH. ; SIMON, A.:
Modelling of phase transformation kinetics in steels and coupling with heat
treatment residual stress predictions. In: Le Journal de Physique IV Bd. 09
(1999), Nr. PR9, S. 10

CAPELLO, EDOARDO ; GIORLEO, LUCA ; PREVITALI, BARBARA: Modelling of the
transient thermal field in laser surface treatment test. In: The International
Journal of Advanced Manufacturing Technology Bd. 40 (2009), Nr. 3, S. 307—
315

Joo, H.D ; Kim, S.U ; SHIN, N.S ; Koo, Y.M: An effect of high magnetic field on
phase transformation in Fe—C system. In: Materials Letters Bd. 43 (2000),
Nr. 5-6, S. 225-229

ZHANG, YUDONG ; VINCENT, G. ; DEwWOBROTO, N. ; GERMAIN, L. ; ZHAO, XIANG ;
Zuo, LIANG ; ESLING, C.: The effects of thermal processing in a magnetic field
on grain boundary characters of ferrite in a medium carbon steel. In: Journal of
Materials Science Bd. 40 (2005), Nr. 4, S. 903-908

Livsic, Boris G: Physikalische Eigenschaften der Metalle und Legierungen.
Leipzig : Dt. Verl. far Grundstoffindustrie, 1989 — ISBN 3342003103
9783342003106

JiLEs, D. C ; JiLes, D. C: Variation of the magnetic properties of AISI 4140
steels with plastic strain, Variation of the magnetic properties of AISI 4140
steels with plastic strain. In: physica status solidi (a), physica status solidi (a)
Bd. 108, 108 (1988), Nr. 1, 1, S. 417, 417-429, 429

JONES, WENDELL B.: Influence of the magnetomechanical effect in testing of
inductively heated ferritic steel. In: Scripta Metallurgica Bd. 16 (1982), Nr. 9,
S. 1067-1072

BARKA, N. ; BOCHER, PHILIPPE ; BROUSSEAU, J. ; GALOPIN, M. ; SUNDARARAJAN,
S.: Modeling and Sensitivity Study of the Induction Hardening Process. In: Ad-
vanced Materials Research Bd. 15-17 (2007), S. 525-530

CAJINER, F. ; SMOLJAN, B. ; LANDEK, D.: Computer simulation of induction hard-
ening. In: Journal of Materials Processing Technology Bd. 157-158 (2004),
S. 55-60

CouPARD, DOMINIQUE ; PALIN-LUC, THIERRY ; BRISTIEL, PHILIPPE ; JI, VINCENT ;
DumAs, CHRISTIAN: Residual stresses in surface induction hardening of steels:
Comparison between experiment and simulation. In: Materials Science and
Engineering: A Bd. 487 (2008), Nr. 1-2, S. 328-339

GAUDE-FUGAROLAS, DANIEL: Modelling Induction Hardening: A detailed exam-
ple of modelling techniques applied to the materials science aspects of a
manufacturing process : VDM Verlag Dr. Muller Aktiengesellschaft & Co. KG,
2008 — ISBN 3639062965



160

Literaturverzeichnis

[134]

[135]

[136]

[137]

[138]

[139]

[140]

[141]

[142]

[143]

[144]

[145]

[146]

[147]

[148]

[149]

[150]

HOMBERG, DIETMAR: A mathematical model for induction hardening including
mechanical effects. In: Nonlinear Analysis: Real World Applications Bd. 5
(2004), Nr. 1, S. 55-90

INOUE, T. ; INOUE, H. ; IKUDA, F. ; HORINO, T.: Simulation of Dual Frequency In-
duction Hardening Process of a Gear Wheel. In: Proceedings of Third Interna-
tional Conference on Quenching and Control of Distortion (1999), S. 243-250
Lupl, S. ; DUGHIERO, F. ; FORzAN, M.: Modelling Single- and Double-Frequency
Induction Hardening of Gear Wheels, Proceedings of EPM (2006), S. 473-478
MELANDER, M.: Computer calculations of residual stresses due to induction
hardening. In: Eigenspannungen: Entstehung-Messung-Bewertung. Oberursel
: Macherauch, E. und Haug, V., 1983, S. 309-328

MELANDER, MIKAEL: Theoretical and experimental study of stationary and pro-
gressive induction hardening. In: Journal of Heat Treating Bd. 4 (1985), Nr. 2,
S. 145-166

TAKAGAKI, M. ; Tol, Y.: Coupled Analysis of Induction Hardening Considering
Induction Heating, Thermal Elasto-viscoplastic Damage, and Phase Transfor-
mation. In: International Journal of Damage Mechanics Bd. 19 (2009), Nr. 3,
S. 321-338

WRONA, ELMAR: Numerische Simulation des Erwarmungsprozesses fur das
induktive Randschichtharten komplexer Geometrien. Hannover, Universitat
Hannover, Dissertation, 2005

YUAN, J. ; KANG, J. ; RONG, Y. ; SISSON Jr, R. D.: FEM Modeling of Induction
Hardening Processes in Steel. In: Journal of Materials Engineering and Per-
formance Bd. 12 (2003), Nr. 5, S. 589-596

ZEDLER, T. ; NIKANOROV, A. ; NACKE, B.: Numerical simulation for induction sur-
face hardening of complex geometries. In: Proceedings of International Sym-
posium on Heating by Electromagnetic Sources (2007), S. 529-536
MELANDER, M. ; NicoLov, J.: Heating and cooling transformation diagrams for
the rapid heat treatment of two alloy steels. In: Journal of Heat Treating Bd. 4
(1985), Nr. 1, S. 32-38

OsTrROWSKI, J.: Boundary Element Method for Inductive Hardening. Dissertati-
on Eberhard-Karls-Universitat Tabingen. Tubingen, Universitat Tubingen, Dis-
sertation, 2003

Norm: DIN EN 10002-5: Metallische Werkstoffe - Teil5: Zugversuch, Prifver-
fahren bei erhéhten Temperaturen, Beuth Verlag, Berlin (1992)

CzICHOS, HORST ; SAITO, TETSUYA ; SMITH, LESLIE: Springer Handbook of Mate-
rials Measurement Methods. Berlin, Heidelberg : Springer Science+Business
Media, Inc., 2007 — ISBN 9783540303008 3540303006

KAWAGUCHI, HIROKI ; ENOKIZONO, MASATO ; TODAKA, TAKASHI: Thermal and
magnetic field analysis of induction heating problems. In: Journal of Materials
Processing Technology Bd. 161 (2005), Nr. 1-2, S. 193-198

NorM: DIN EN 6507-1: Metallische Werkstoffe - Teill: Harteprifung nach
Vickers - Prifverfahren, Beuth Verlag, Berlin (2006)

MACHERAUCH, E. ; MULLER, P.: Das sin2-phi-Verfahren der rontgenographi-
schen Spannungsmessung. In: Zeitschrift fur angewandte Physik Bd. 13
(1961), S. 340-345

WOLFSTIEG, U.: Spannungsmefl3verfahren. 1.4. Die Symmetrisierung unsym-
metrischer Interferenzlinien mit Hilfe von Spezialblenden. In: Harterei-
Technische Mitteilungen Bd. 31 (1976), Nr. 1/2, S. 23-26



Literaturverzeichnis 161

[151]

[152]

[153]

[154]

[155]

[156]

[157]

[158]

[159]

[160]

[161]

[162]

[163]

[164]

[165]

[166]

[167]

LEHNER, GUNTHER: Elektromagnetische Feldtheorie fir Ingenieure und Physi-
ker. 7. bearb. Aufl. Aufl. Berlin, Heidelberg : Springer, 2010 — ISBN 978-3-
642-13042-7

BAY, F ; LABBE, V ; FAVENNEC, Y ; CHENOT, JL: A numerical model for induction
heating processes coupling electromagnetism and thermomechanics. In: In-
ternational Journal for Numerical Methods in Engineering Bd. 58 (2003), Nr. 6,
S. 839-867

ScHwAB, ADOLF J.: Begriffswelt der Feldtheorie. 6., unverand. Aufl. Aufl. Berlin
[u.a.] : Springer, 2002 — ISBN 978-3-540-42018-7

Lupl, S.: Appunti di Elettrotermia. Vorlesungsskript Institute fur Elektrothermi-
sche Prozesstechnik. Universitat Padova, 2005

LABRIDIS, D. ; DokopPoOULOS, P.: Calculation of eddy current losses in nonlinear
ferromagnetic materials. In: Magnetics, IEEE Transactions on Bd. 25 (1989),
Nr. 3, S. 2665-2669

SIMSIR, C. ; HUNKEL, M. ; LUTJENS, J. ; RENTSCH, R.: Process-chain simulation
for prediction of the distortion of case-hardened gear blanks. In: Materialwis-
senschaft und Werkstofftechnik Bd. 43 (2012), Nr. 1-2, S. 163-170
BESSERDICH, GERHARD: Untersuchungen zur Eigenspannungs- und Verzugs-
ausbildung beim Abschrecken von Zylindern aus den Stahlen 42 CrMo 4 und
Ck 45 unter Berlcksichtigung der Umwandlungsplastizitat. Karlsruhe, TH
Karlsruhe, Dissertation, 1993

SJOSTROM, S.: Interactions and constitutive models for calculating quench
stresses in steel. In: Materials Science and Technology Bd. 1 (1985), Nr. 10,
S. 823-829

SJOSTROM, S.: The Calculation of Quench Stresses in Steel. Linkdping, Linko-
ping University, 1982

Miokovic, T. ; SCHULZE, V. ; VOHRINGER, O. ; LOHE, D.: Prediction of phase
transformations during laser surface hardening of AISI 4140 including the ef-
fects of inhomogeneous austenite formation. In: Materials Science and Engi-
neering: A Bd. 435-436 (2006), S. 547-555

SURM, H. ; KESSLER, O. ; HUNKEL, M. ; HOFFMANN, F. ; MAYR, P.: Modelling the
ferrite/carbide — austenite transformation of hypoeutectoid and hypereutec-
toid steels. In: Journal de Physique IV (Proceedings) Bd. 120 (2004), S. 9
ObbDY, A.S. ; McDILL, J.M.J. ; KARLSSON, L.: Microstructural predictions includ-
ing arbitrary thermal histories, reaustenization and carbon segregation effects.
In: Canadian Metallurgical Quarterly Bd. 35 (1996), Nr. 3, S. 275-283
DYKHUIZEN, R. C. ; RoBINO, C. V. ; KNOROVSKY, G. A.: A method for extracting
phase change kinetics from dilatation for multistep transformations: Austeniti-
zation of a low carbon steel. In: Metallurgical and Materials Transactions B Bd.
30 (1999), Nr. 1, S. 107-117

CHRISTIAN, J. W.L: The theory of transformations in metals and alloys. Amster-
dam [u.a.] : Pergamon, 2002 — ISBN 0-08-044019-3

Liu, F. ; SOMMER, F. ; Bos, C. ; MITTEMEIJER, E. J.: Analysis of solid state phase
transformation kinetics: models and recipes. In: International Materials Re-
views Bd. 52 (2007), Nr. 4, S. 193-212

MiokoviC, T ; SCHWARZER, J ; SCHULZE, V ; VOHRINGER, O ; LOHE, D: Description
of short time phase transformations during the heating of steels based on
high-rate experimental data. In: Journal de Physique IV Bd. 120 (2004),
S. 591-598

RAI, ARUN KUMAR ; RAJU, S. ; JEYAGANESH, B. ; MOHANDAS, E. ; SUDHA, R. ; GA-
NESAN, V.: Effect of heating and cooling rate on the kinetics of allotropic phase



162

Literaturverzeichnis

[168]

[169]

[170]

[171]

[172]

[173]

[174]

[175]

[176]
[177]
[178]

[179]

[180]

[181]

changes in uranium: A differential scanning calorimetry study. In: Journal of
Nuclear Materials Bd. 383 (2009), Nr. 3, S. 215-225

Yu, HAN-JONG: Berechnung von Abkthlungs-, Umwandlungs-, Schweiss-, so-
wie Verformungseigenspannungen mit Hilfe der Methode der finiten Elemente.
Karlsruhe, TH Karlsruhe, 1977

SKROTzKI, B.: The course of the volume fraction of martensite vs. temperature
function Mx(T). In: Le Journal de Physique IV Bd. 01 (1991), Nr. C4, S. C4—
367-C4-372

KOISTINEN, D. ; MARBURGER, R.: A general equation prescribing the extent of
the austenite-martensite transformation in pure iron-carbon alloys and plain
carbon steels. In: Acta Metallurgica Bd. 7 (1959), Nr.1, S.59-60. —
WOS:A1959WG15100009

AsHBY, M.F. ; EASTERLING, K.E.: The transformation hardening of steel surfac-
es by laser beams—I. Hypo-eutectoid steels. In: Acta Metallurgica Bd. 32
(1984), Nr. 11, S. 1935-1948

TROELL, E. ; KRISTOFFERSEN, H. ; LOVGREN, M. ; STRAND, N.-E.: Influence on
guenchant performance during induction hardening. In: Heat Processing Bd. 8
(2010), Nr. 4, S. 329-334

AHRENS, UWE: Beanspruchungsabhangiges Umwandlungsverhalten und Um-
wandlungsplastizitat niedrig legierter Stahle mit unterschiedlich hohen Kohlen-
stoffgehalten. Paderborn, Universitat Paderborn, Dissertation, 2003

ROBERT, PHILIPPE: Electrical and magnetic properties of materials. Norwood,
Mass. : Artech House, 1988 — ISBN 0-89006-262-5

HANSSON, S. ; FIsk, M.: Simulations and measurements of combined induction
heating and extrusion processes. In: Finite Elements in Analysis and Design
Bd. 46 (2010), Nr. 10, S. 905-915

CEDRAT: Volume 2 - Physical description, circuit coupling, kinematic coupling.
In: Flux 10 User’s guide : Cedrat, 2009

NorM: DIN EN ISO 2639: Stahl: Bestimmung und Prifung der Einsatzhéartetie-
fe, Beuth Verlag, Berlin (2003)

ECKSTEIN, HANS-JOACHIM: Technologie der Warmebehandlung von Stahl. 2.
Aufl. Leipzig : VEB Deutscher Verlag fur Grundstoffindustrie, 1987

LAKHKAR, RITESH S. ; SHIN, YUNG C. ; KRANE, MATTHEW JOHN M.: Predictive mo-
deling of multi-track laser hardening of AISI 4140 steel. In: Materials Science
and Engineering: A Bd. 480 (2008), Nr. 1-2, S. 209-217

WEISE, ANDREAS: Entwicklung von Geflige und Eigenspannungen bei der
thermomechanischen Behandlung des Stahls 42CrMo4. Chemnitz, TU Chem-
nitz, 1998

NURNBERGER, FLORIAN: Vorhersage von Mikrostruktur und mechanischen Ei-
genschaften prazisionsgeschmiedeter Bauteile bei einer integrierten Warme-
behandlung. Garbsen, PZH, Produktionstechn. Zentrum, Dissertation, 2010



Lebenslauf

Personliche Daten

Name:
Geburtsdaten:
Staatsangehorigkeit:

Familienstand:

Schulbildung

09/1988 — 08/1992
09/1992 — 08/1995
09/1995 — 08/1999
09/1999 — 06/2001

06/2001

Studium

09/2001 — 06/2002

09/2002 — 06/2003

09/2003 — 01/2009

Berufliche Erfahrung

Seit 05/2009

Maximilian Schwenk
15.01.1982, Stuttgart
deutsch

verheiratet

Grundschule Dornstetten

Gymnasium Dornstetten

Kepler Gymnasium Freudenstadt

Bloomfield Hills Lahser High School, Michigan

High School Diploma

Studium der Elektrotechnik Oakland University, Mi-
chigan

Studium der Elektrotechnik University of Wisconsin -
Madison

Studium der Elektrotechnik Leibniz Universitat Han-
nover, Masterarbeit im Rahmen des Erasmuspro-
grammes an der Universitat Padua (Italien)
Thema: ,Material Based Research of Induction
Hardening in Transmission Manufacturing®

Wissenschatftlicher Mitarbeiter am Institut fir Ange-
wandte Materialien — Werkstoffkunde des Karlsruher
Instituts fur Technologie



