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1 Einleitung

Das Metallpulverspritzgieen (Metal Injection Molding, MIM) ist eine Fertigungs-
technologie zur wirtschaftlichen Herstellung kleiner und komplexer metallischer
Bauteile. Es erméglicht die Produktion endkonturnaher Formteile in grofen Stiickzah-
len mit den Freiheiten der Formgebung des Kunststoffspritzgusses und der Legie-
rungsvielfalt der Metalle. Die MIM-Technologie wurde in den 1970er und 1980er
Jahren entwickelt. Heute ist sie fiir die Fertigung von anspruchsvollen Bauteilen bei
vielen Unternehmen etabliert. Malnahmen zur Weiterentwicklung der Technologie
beziehen sich heute meist auf die Verringerung von Toleranzen zur Vermeidung von
Nacharbeit, einer erh6hten Prozesssicherheit und einer Verkiirzung der Produktions-

zeit [1]12][3].

Da in vielen Anwendungsfillen multifunktionale Bauteile benétigt werden, erlangt
derzeit das Zweikomponenten-MetallpulverspritzgieBen (2K-MIM), das die Kombina-
tion von lokal unterschiedlichen Werkstoffen in einem Bauteil ermdglicht, zuneh-
mendes Interesse [4]. Neben Kosteneinsparungen bei der Fertigung von Verbund-
bauteilen durch den Wegfall von Fiigeprozessen lassen sich Funktionen direkt in
metallische Komponenten integrieren [5]. Denkbar sind die Herstellung von Funkti-
onsteilen durch die Kombination unterschiedlicher Materialeigenschaften wie magne-
tisch/nichtmagnetisch, hart/weich, oder hoch/gering wirmeleitfdhig [6]. So konnen
beispielsweise Bereiche eines Bauteils, die einer erhohten mechanischen Beanspru-
chung ausgesetzt sind, durch Verwendung eines hirteren Metalls verstirkt werden.
Ein weiteres Anwendungsbeispiel fiir ein Verbundbauteil mittels 2K-MIM ist ein
Magnetventil, bei dem sich durch eine magnetische Trennung die Schaltdynamik
verbessern ldsst [7].

Wesentliche Voraussetzungen fiir die Kombination zweier Materialien zu einem
moglichst spannungsarmen, rissfreien und festen Verbundbauteil sind dhnliche Sinter-
temperaturen, Sintergeschwindigkeiten und ein vergleichbarer temperaturabhiangiger
Sinterschrumpf. Die Charakterisierung des Sinterverhaltens der ausgewéhlten Werk-
stoffe erfolgt einzeln und vorausgehend im Sinterdilatometer. In den meisten Féllen
unterscheidet sich zunichst das Sinterverhalten der zu kombinierenden Werkstoffe, so
dass eine Anpassung der Feedstocks erforderlich ist.

Werden zur Anpassung des Sinterverhaltens die PartikelgroBenverteilung und Pulver-
beladung genutzt, muss untersucht werden, ob eine Anderung dieser EinflussgroBen
zu einem verdnderten FlieBverhalten beim Spritzgiefen fiithrt. Durch eine Erhohung
des Metallpulveranteils im Feedstock oder durch Einsatz einer feineren Partikel-
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groflenverteilung kann sich beispielsweise die Viskositdt des Materials beim Spritz-
giefen erhohen [8]. Das wiederum kann eine erneute aufwendige Abstimmung der
SpritzgieBparameter erfordern, um eine gute Qualitit des Griinteils beizubehalten. Des
Weiteren ist unklar, ob sich die Anderung der PartikelgroBenverteilung auf die Lage
der Partikel im Griinteil beim Spritzgieen auswirkt. Entmischungen zwischen Parti-
keln und Bindersystem an der Grenzfliche, das heifit dem Kontaktbereich der beiden
Komponenten, kénnen nach dem Sintern zu einer Abminderung der Verbundfestigkeit
fithren.

In der vorliegenden Arbeit wird der Einfluss der PartikelgroBenverteilung auf das
Sinterverhalten sowie das FlieBverhalten beim Spritzgiefen zusammenhingend be-
trachtet.

Fir die Untersuchung des Einflusses der Partikelgrofenverteilung auf das Sinterver-
halten werden Proben mit verschiedenen PartikelgroBenverteilungen des hochlegier-
ten Stahls X65Crl13 bei drei Heizraten im Sinterdilatometer charakterisiert. Es soll
festgestellt werden, wie einzelne Verteilungskennwerte (mittlere PartikelgrofB3e x5, und
Verteilungsbreite o) das Sinterverhalten beeinflussen und sich fiir die Anpassung des
Sinterverhaltens nutzen lassen. Da die Sinterdilatometrie ein sehr zeitaufwéndiges und
damit teures Verfahren darstellt, ist es in der Praxis von grolem Interesse, aus einer
moglichst geringen Anzahl an Messungen moglichst viele Informationen zum Materi-
alverhalten zu erhalten. Deshalb ist es Ziel dieser Arbeit, das Sinterverhalten fiir
beliebige Heizraten und PartikelgroBenverteilungen aus nur wenigen vorausgehenden
Experimenten vorhersagen zu konnen.

Aufgrund des Zusammenhangs zwischen der Anderung der PartikelgroBenverteilung
zur Beeinflussung des Sinterverhaltens und dessen Auswirkungen auf das Flie3verhal-
ten bildet die rheologische Charakterisierung von Feedstocks bei unterschiedlichen
PartikelgroBenverteilungen einen weiteren Schwerpunkt der Arbeit. Diese umfasst die
Untersuchung des Einflusses der mittleren PartikelgroBe xso und der Verteilungs-
breite ¢ sowohl in Rheometern als auch im SpritzgieBwerkzeug. Dabei ist zu beach-
ten, dass Feedstocks wandgleitendes Verhalten aufweisen konnen. Ohne Beriick-
sichtigung des Wandgleitens sind rheologische Messungen nicht auf andere Geo-
metrien iibertragbar. Da bestehende Wandgleitmodelle das Gleitverhalten von Feed-
stocks nicht ausreichend beschreiben, wird in der Arbeit ein neuer Ansatz aufgezeigt
und durch Messungen verifiziert. Der Frage nach Entmischungen von Partikeln und
Bindersystem beim SpritzgieBen an der Grenzfliche wird anhand von raster-
elektronenmikroskopischen Untersuchungen eines ionenstrahlpriparierten Griinteils
nachgegangen.
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Im diesem Kapitel werden die fiir das Verstéindnis der Arbeit erforderlichen Grundla-
gen erldutert. In Abschnitt 2.1 wird zunéchst das MetallpulverspritzgieBen anhand der
Prozesskette des Verfahrens erklart.

Abschnitt 2.2 widmet sich den mit dem Zweikomponenten-Metallpulverspritzgieen
einhergehenden Herausforderungen, insbesondere in den Prozessschritten Spritzgie-
Ben und Co-Sintern. Zudem werden bereits verdffentlichte Arbeiten zum Thema
Mehrkomponenten-Pulverspritzgieen aufgegriffen und verschiedene Moglichkeiten
zur Beeinflussung von Sinterverhalten genannt.

Als StellgroBe zur Beeinflussung des Sinterverhaltens werden in dieser Arbeit ver-
schiedene PartikelgroBenverteilungen untersucht, die zuvor tiber eine Partikelgrofen-
analyse bestimmt werden miissen. In Abschnitt 2.3 wird daher erklért, wie Partikel-
groflenverteilungen allgemein dargestellt werden, mit welchen KenngréBen und
Funktionen sie sich beschreiben lassen und wie sie gemessen werden.

In Abschnitt 2.4 werden die Grundlagen des Sinterns behandelt und mit der Master-
Sinter-Kurve und dem Kinetic Field Ansatz zwei Modelle zur Beschreibung und Vor-
hersage von Sinterverhalten vorgestellt.

Abschnitt 2.5 befasst sich zunichst allgemein mit rheologischen Grundgréfien sowie
dem ScherflieBen und Stromungsvorgingen. Da es sich bei Feedstocks um hochge-
fiillte Suspensionen handelt und Suspensionen zu Wandgleiten neigen, wird im weite-
ren Verlauf des Abschnitts auf die Rheologie von Suspensionen und auf das Gleit-
verhalten eingegangen.

2.1 Metallpulverspritzgiefien

Die Herstellung von MIM-Teilen stellt eine Kette von Einzelprozessen (Abbildung
2.1) dar. Sinterfihige Pulver eines fiir den jeweiligen Anwendungsfall geeigneten
Metalls werden mit einem Bindersystem (Thermoplast und Wachs) compoundiert
bzw. zu einem spritzgieBfihigen Feedstock aufbereitet. Die Formgebung erfolgt durch
SpritzgieBen der granulierten Feedstocks. Ein anschlieBender Entbinderungsprozess
entfernt den Binderanteil aus dem spritzgegossenem Teil (Griinteil). Die Binderkom-
ponenten stellen ein notwendiges Hilfsmittel zur Formgebung dar und miissen vor
dem Sinterprozess wieder weitgehend aus dem Bauteil entfernt werden. Aus diesem
Grund folgt auf das Spritzgieen die Entbinderung. Der verwendete Binder auf Basis
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eines Wachses und eines Thermoplasten wird zweistufig entbindert. Im ersten Schritt,
dem Losemittelentbindern (Teilentbindern), wird die Wachskomponente durch Lo-
sungsmittelextraktion entfernt, so dass eine offene Porositit entsteht. Diese ermdglicht
im zweiten Schritt, dem thermischen Entbindern, das Entweichen der bei der Pyrolyse
der Polymerkomponente entstehenden Gase. Uber einen Sinterprozess wird das Pul-
ver zu einem metallischen Bauteil kompaktiert. Dabei schwindet das entbinderte
Metallpulvergeriist istotrop. Beziiglich ausfiihrlicherer Informationen zu den einzel-
nen Prozessschritten des Metallpulverspritzgieens sowie zu Moglichkeiten und Gre-
nzen des Verfahrens sei auf die einschldgige Literatur verwiesen [1][9][10][11][12]

[13].
B & p
s 33
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, o I~ .
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Abbildung 2.1: Prozesskette des Metallpulverspritzgieens mit schematischen Abbildungen der
MiMtechnik GmbH [14] und Fotos der Robert Bosch GmbH [15]

2.2 Zweikomponenten-Metallpulverspritzgieen

2.2.1 Spritzgieflen

Das Zweikomponenten-Spritzgieen hat seinen Ursprung in der Kunststofftechnik
und ist seit den 60er Jahren im industriellen Einsatz [16]. Die Formgebung und das
Fiigen zweier Werkstoffe werden in einem Fertigungsschritt vereint, so dass sich auf
diese Weise Bauteile mit zusitzlichen Eigenschaften herstellen lassen [17].

Die 2K-Technologie bietet auch fiir den Metallpulverspritzguss ein grofles Potenzial.
Den beschriebenen Vorteilen und Anwendungsmoglichkeiten der 2K-MIM-Techno-
logie stehen allerdings Herausforderungen und Schwierigkeiten gegeniiber, die beim
2K-SpritzgieBen von Kunststoffen nicht auftreten.

Zu beachten ist die hohe thermische Leitfahigkeit des Feedstocks (aufgrund des hohen
Metallgehalts) und das damit verbundene schnelle Abkiihlen und Erstarren der
Formmassen beim Einspritzen, was die Ausbildung eines haftfesten Verbundes der
Materialien erschweren kann. Insbesondere das Aufeinandertreffen der Massestrome
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beim Einspritzen wirkt sich auf die Eigenschaften, aber auch auf die Lage der Grenz-
flache aus. Bei vielen Bauteilen kommt es neben einer ausreichenden Grenzfldchen-
festigkeit besonders auf einen prizisen (scharfen) Eigenschaftsiibergang an der
Grenzfliche an [6].

Entmischungen

Durch den mehrkomponentigen Charakter der Formmassen konnen Entmischungsef-
fekte wihrend des Einspritzvorganges auftreten, die einen wesentlichen Einfluss auf
die Qualitét des Griinteils und damit auf die dimensionellen und mechanischen Eigen-
schaften des fertigen Bauteils haben kénnen [18][19].

Um ein zu starkes Abkiihlen des Feedstocks vor Abschluss des Formfiillvorgangs zu
vermeiden, miissen die Einspritzgeschwindigkeiten beim Pulverspritzguss sehr hoch
gewihlt werden. Damit verbunden sind hohe Scherraten beim SpritzgieSen, die zu
Entmischungen von Partikeln und den Binderkomponenten fiihren kénnen [20]. Ne-
ben hohen Einspritzgeschwindigkeiten fithren hohe Masse- und Werkzeugtemperatu-
ren zu einem Anstieg der Entmischungsneigung [21]. Bei instabilen Suspensionen
konnen Turbulenzen an Umlenkstellen oder auf den Schmelzestrom wirkende Zentri-
fugalkrifte zu Entmischungen fiithren [22].

Heldele [23] beobachtet fiir einen hochgefiillten MIM-Feedstock (65 Vol.-%) Ent-
mischungen auf einer Tribologiescheibe rund um den Punktanguss, da in diesem
Bereich wihrend der Formfiillung die hochsten Scherraten auftreten.

In einer Arbeit von Gornik [24] werden Entmischungen am FlieBwegende von iiber-
spritzten Teilen festgestellt. Weber et al. [18] konnten Pulver-Binder-Separationen an
pulverspritzgegossenen Mikrobauteilen bei hohen Scherraten wihrend der Formfiil-
lung durch Synchrotron-Computertomographie darstellen und iber eine anschlieBende
Bildauswertung quantitativ verifizieren. Dabei konnte ebenfalls eine Separation ent-
lang des FlieBweges beobachtet werden.

Neben unregelmiBigem Sinterschwund durch lokal unterschiedliche Bindergehalte,
sind Entmischungen bei Mehrkomponenten-Bauteilen an der Grenzfldche als beson-
ders kritisch zu beurteilen. Liegt im Grenzflichenbereich eine Verarmung an Pulver-
partikeln vor, kann sich durch das Bindersystem zwar eine gute Haftung der
Komponenten nach dem Spritzgieen ergeben, aber im abschlieBenden Sinterprozess
fithrt der Mangel an Partikeln zu einer Schwichung des Verbundbauteils [25]. Um die
Gefahr einer Entmischung von Fiillstoff und Binder zu reduzieren, ist eine homogene
Verteilung des Pulvers im Feedstock schon bei der Compoundierung eine notwendige
Voraussetzung [26].
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Rheologische Charakterisierung von Feedstocks im SpritzgieSwerkzeug

Zur Simulation des Zweikomponenten-Spritzgieprozesses ist es notwendig, das
FlieBverhalten des Feedstocks messen und eindeutig beschreiben zu konnen. Ubli-
cherweise erfolgt die Messung des FlieSverhaltens von Feedstocks im spritzgieBrele-
vanten Scherratenbereich im Hochdruckkapillarrheometer. Um die rheologische Char-
akterisierung einer Masse nach den fiir den SpritzgieBprozess typischen thermo-
rheologischen Vorgeschichte zu erméglichen und somit mdoglichst praxisnahe
rheologische Daten fiir die Simulation zu erhalten, wird in Arbeiten von Maikisch
[27], Gornik [28][29], Juttner [30] und Friesenbichler et al. [31] eine Materialcharak-
terisierung direkt im SpritzgieBprozess vorgeschlagen.

Zur Ermittlung von Viskositdten im SpritzgieBwerkzeug miissen, analog zur Kapillar-
rheometrie, vorab Schubspannungen und Schergeschwindigkeiten ermittelt werden.
Die Schubspannungen wihrend des Einspritzvorgangs ergeben sich aus Druckverldu-
fen, die im SpritzgieBwerkzeug iiber Druckaufnehmer an verschiedenen Positionen
gemessen werden. Die (scheinbare) Schergeschwindigkeit ldsst sich iber den Ein-
spritzvolumenstrom berechnen [27].

Gornik [28][29] weist daraufhin, dass sich die Daten aus konventionellen Kapillar-
Rheometern von Messungen im realen Zustand beim SpritzgieBen unterscheiden. In
Rheometern wird der Feedstock durch Warmeleitung nur aufgeschmolzen, aber es
wird der Masse vor der eigentlichen Messung keine Scherung aufgeprigt. Die
Plastifizierschnecke verstérkt im Idealfall die Homogenisierung, wodurch gew6hnlich
die Viskositit sinkt [28].

Jittner [30] und Friesenbichler et al. [31] stellen jeweils ein spezielles SpritzgieB3-
maschinenrheometer vor. Neben einer Standard-SpritzgieBmaschine sind ein rheo-
logisches SpritzgieBwerkzeug, ein Messdatenerfassungsgerdt und eine Auswerte-
software Bestandteil des Rheometers. Das Werkzeug lasst sich bis auf Schmelze-
temperatur aufheizen. Zur Viskositdtsmessung in einem weiten Schergeschwindig-
keitsbereich ist bei Friesenbichler [31] die diisenseitige Werkzeughélfte mit konischen
Schlitzdiisen-Wechseleinsitzen ausgestattet.

Wandgleiten

Da es sich bei MIM-Feedstocks um hochkonzentrierte Suspensionen mit Dispergator-
zusitzen handelt, verhalten sie sich im Rheometer oder beim SpritzgieBen nicht ver-
gleichbar mit handelsiiblichen, gefiillten Thermoplasten. Die zumindest bei
ungefiillten Thermoplasten erfiillte Randbedingung der Wandhaftung der Schmelze ist
fir die meisten konzentrierten Suspensionen nicht zutreffend, das heifit die Ge-
schwindigkeiten der Schmelzestrome an der Wand sind von null verschieden. Die
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Folge sind Wandgleiteffekte [32], die zu beriicksichtigen sind. Ausfiihrlichere Infor-
mationen zu Suspensionen und Wandgleiten sind in den Kapiteln 2.5.4 bzw. 2.5.5 zu
finden.

2.2.2 Co-Sintern

Die Herstellung haftfester Verbundbauteile ist in der Kunststofftechnik nach dem
SpritzgieBen abgeschlossen. Beim Metallpulverspritzguss durchlauft das Verbundbau-
teil nach dem SpritzgieBen die Prozessschritte Entbindern und Sintern. Als besonders
kritisch ist dabei der Sinterprozess anzusehen. Da die Versinterung der gepaarten
Pulverwerkstoffe unter gleicher Temperatur und Ofenatmosphére stattfindet, ist es
unerlasslich, dass beide Werkstoffe eine vergleichbare Sintertemperatur aufweisen.
Zudem ist fiir die thermische Wechselbestindigkeit entscheidend, dass die thermi-
schen Ausdehnungskoeffizienten in etwa gleich groff sind [33]. Weisen die beiden
verwendeten Werkstoffe kein dhnliches Sinter- und Warmeausdehnungsverhalten auf,
kann es zu Spannungen und Rissen im Verbundbauteil kommen [34][35][36]. Die Art
des Versagens hiangt auch von der Verbundgeometrie ab. Bei Schichtverbundproben
tritt vor allem Verzug auf. Handelt es sich um eine Stofiverbindung oder um ein zy-
lindrisches Teil, welches mit einem weiteren Material umspritzt ist, so treten bevor-
zugt Risse entlang der Grenzflache auf [37][38].

Moglichkeiten zur Beeinflussung des Sinterverhaltens

Um die Kinetik des Sinterns zu beeinflussen, werden von German [39] und Kaysser
[40] eine Reihe von Moglichkeiten genannt. Die Sinterparameter lassen sich demnach
iiber die PartikelgroBenverteilung, die Pulverbeladung (Fiillgrad), die chemische
Zusammensetzung bzw. den Zusatz von Legierungselementen, das Temperatur-Zeit-
Profil und die Sinteratmosphire aneinander anpassen, wodurch unterschiedliche
Werkstoffkombinationen realisierbar sind. Verschiedenen Autoren [3][35][38][41]
haben sich mit der Anpassung von Feedstocks fiir ein moglichst spannungsarmes und
rissfreies Co-Sintern von Werkstoffen beschiftigt.

Imgrund [3] zeigte, dass durch Wahl geeigneter Prozessparameter intakte Werkstoff-
kombinationen 316L/17-4PH und 316L/Eisen herstellbar sind. Dabei hatte unter
anderem neben der Sintertemperatur auch die Heizrate entscheidenen Einfluss auf die
Moglichkeit der Herstellung rissfreier Verbunde. Die erfolgreiche Kombination der
beiden festphasensinternden Edelstihle 316L und 17-4PH wurde ebenfalls von Pest
[38] gezeigt. Nach Pest [38] kann ein anndhernd iibereinstimmendes Sinterverhalten
von Verbundpartnern nur erreicht werden, wenn die Verdichtung aller Werkstoffe
eines Verbundes nach dem gleichen Sintermechanismus ablaufen, das heif3t entweder
Fest- oder Flissigphasensintern. Beruht die Verdichtung der beiden Materialien auf
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unterschiedlichen Sintermechanismen, so sind diese {iber Werkstoffmodifikationen in
ein einheitlich sinterndes System zu tiberfiihren. Durch Kugelmahlen des fliissigpha-
sensinternden Werkzeugstahls M4 und durch Dotieren der festphasensinternden Ei-
sen-Nickel-Legierung mit Bor konnte Pest [38][42] das Sinterverhalten der beiden
Werkstoffe aufeinander abstimmen.

Eine Modifikation der chemischen Zusammensetzung ist aber hiufig nicht zuldssig,
da sich mit der Zusammensetzung die Materialeigenschaften, wie beispielsweise
Magnetisierbarkeit oder Korrosionsbestandigkeit, andern kdnnen.

In einer Arbeit von Miura et al. [35] wurde das Sinterverhalten tiber die Atmosphére
und die Partikelgrofe beeinflusst. Es wird darin berichtet. dass das Sintern von 316L
und Carbonyleisen unter Wasserstoff aufgrund unterschiedlicher Sinterstarttemperatu-
ren zu deutlichen Abweichungen im Schwindungsverhalten fiihrte. Durch die Ver-
wendung einer feineren Partikelgrofenverteilung und Sintern unter Vakuum statt
Wasserstoff konnte die Sinterstarttemperatur von 316L abgesenkt werden und somit
das Sinterverhalten der beiden Materialien angendhert werden.

Mulser et al. [41] untersuchten mittels Dilatometrie das Sinterverhalten von Feed-
stocks der rostfreien Stahle 430 und 314 bei jeweils vier unterschiedlichen Partikel-
groflen (xgp = 7 wm, 16 pm, 32 um und 45 pm). Auf Basis der Dilatometermessungen
bei den unterschiedlichen PartikelgroBen konnten Feedstockkombinationen der beiden
Stahle ausgewihlt werden, die sich im Sinterverhalten nur geringfiigig unterschieden.
Das Co-Sintern der kombinierten Feedstocks zeigte, dass geringe Differenzen zu
Sinterbeginn (verschiedene Sinterstarttemperaturen) und im Sinterintensivstadium
(unterschiedliche Temperaturen bei der maximalen Schwindungsrate) fiir einen riss-
freien Verbund toleriert werden kénnen.

2.3 Partikelgrofienverteilungen

2.3.1 Allgemeine Darstellung

Fiir die Darstellung einer PartikelgroBenverteilung werden die Mengenanteile von
Partikeln einer bestimmten Partikelgroe bzw. eines bestimmten Partikelgrofen-
intervalls aufgetragen. Die Menge der Partikel kann durch unterschiedliche Mengen-
arten beschrieben werden. Werden die Partikel bei dem zur Analyse verwendeten
Messverfahren gezdhlt, so ist die Anzahl die Mengenart, werden die Partikel gewo-
gen, so ist es die Masse. Weitere Mengenarten basieren auf Langen bzw. Projektions-
und Oberflachen. In Tabelle 2.1 sind die verschiedenen Mengenarten und ihre Kenn-
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zeichnung mit dem Index ,,» zusammengefasst. Die Volumenanteile entsprechen den
Massenanteilen, wenn die Stoffdichte der Partikel identisch ist [43][44].

Tabelle 2.1:  Unterscheidung und Kennzeichnung der Mengenarten [44]

Messverfahren Mengenart Dimension Index
Zihlen Anzahl L r=0
Lénge I r=
Extinktionsverfahren  Fliche L’ r=2
Wiegen Masse, Volumen L r=3

In dieser Arbeit wird die PartikelgroBenverteilung durch die Mengenart Volumen
bzw. Masse beschrieben (Index » = 3). Die Beziehungen zur Umrechnung der Men-
genarten untereinander konnen [43] entnommen werden.

Durch ein Histogramm lassen sich die Messwerte einer Partikelgroenanalyse, wie in
Abbildung 2.2 gezeigt, anschaulich darstellen.

m A
Mg,

Abbildung 2.2: Histogramm einer Partikelgroenverteilung

Auf der Abzisse des Histogramms ist die Zuordnung der Partikelgrofen x zu
Partikelklassen i mit der Klassenbreite Ax; aufgetragen.

Ax,: =X; — Xj—1 (21)
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Kennzeichnend fiir eine Partikelklasse ist neben ihrer Breite Ax; auch das arithmeti-
sche Mittel.

Xt X

%= (2.2)

Auf der Ordinate des Histogramms wird die relative Haufigkeit aufgetragen, die sich
aus der Partikelmenge m; in der Partikelklasse i im Verhiltnis zur Gesamtmenge 174,
ergibt.

m;

— 2.3)

Durch Division der relativen Héufigkeit durch die jeweilige Klassenbreite Ax; ldsst
sich die Verteilungsdichte g5 ; (diskrete Dichteverteilung) berechnen.

m;

qs,i (%) = ) (2.4)

Der Anteil an der Gesamtmenge, der unterhalb einer bestimmten Partikelgrofe x liegt,
stellt die Verteilungssumme Qs(x;) dar.

Xi Xi
mein m;
Qa(x) = —+—= Z q3,i " Ax; 2.5)
mges Xmin
Somit ldsst sich die Verteilungsdichtefunktion ¢;;aus der Verteilungssumme wie folgt
berechnen.

Q3(x;) — Q3(x;—1) _ AQ5(x;)
Axl- - Axi

3, (X;) = (2.6)

Approximiert man die Verteilungssumme Q;(x;) durch eine stetig differenzierbare

Funktion Os(x), so geht der Differenzenquotient in Gleichung (2.6) in einen Differen-
tialquotienten {iber und die diskrete Verteilungsdichte g3 ;(X;) in eine kontinuierliche

Verteilungsdichte g;(x).

d
qs(x) = —jSx) Q.7
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Fiir die kontinuierliche Verteilungssumme gilt entsprechend.

Q3(x) = f q3(x)dx (2.8)

Xmin

Die Verteilungsdichte ¢3(x) ist somit die erste Ableitung der Verteilungssummenfunk-
tion Osz(x) an der Stelle x. Umgekehrt erhilt man die Verteilungssumme Qs(x) durch
Integration tiber die Verteilungsdichtefunktion g3(x) im Bereich von x,;;, bis x.

Fiir die Verteilungsdichtefunktion ¢;(x) gilt die Normierungsbedingung.
xmax
f q3(x)dx = Q3 (xpax) =1 (2.9)

Xmin

Abbildung 2.3 veranschaulicht die Zusammenhénge zwischen der Verteilungssumme
und der Verteilungsdichte.

Q;(x)
B Y. X S e
A(239i { 777777777777777777777777 :
0,5 - / : . :
! D Anteil <x;
0 ‘ ' 3
X50;3
(a)
q3(x)
0 X
max

Abbildung 2.3: Stetige Darstellung von Partikelgrofenverteilungen (a) Verteilungssumme
(b) Verteilungsdichte nach [43]



12 2 Grundlagen

2.3.2 Verteilungsparameter und spezielle Kenngrofien

Zur Charakterisierung der Lage der gemessenen Verteilungen konnen die Parameter
Medianwert x5, und Modalwert x,,,,,, angegeben werden [44]. Der Medianwert (mitt-
lere Partikelgrofe) beschreibt die PartikelgroBe, bei der gilt, dass 50 % des
Partikelkollektivs kleiner bzw. groBer sind. Die Mengenart ,,7* muss angegeben wer-
den. Der Modalwert kennzeichnet die Partikelgrof3e, bei der die Verteilungsdichte ein
Maximum hat und stellt somit die am hiufigsten vorkommende PartikelgréBe ent-
sprechend der angegebenen Mengenart dar. Bei bimodalen oder multimodalen Vertei-
lungen liegen entsprechend viele Maxima vor. Zu beachten ist, dass diese beiden aus
der Verteilungssumme und -dichte abgeleiteten Kennwerte nichts iiber deren Verlauf
aussagen.

Fiir eine Angabe tber die Breite der Verteilung sind die Wertepaare xgs; x5 oder die
Standardabweichung o geeignet [44]. Die Wertepaare xos; Xo5 lassen sich direkt aus
der Verteilungssumme Qs(x) ablesen. Die Standardabweichung o berechnet sich aus
dem Medianwert x5, und dem charakteristischen Wert x5 bzw. xg4 entsprechend.

azlnxﬁzlnxﬂ 2.10
X16 Xs50 (2.10)

Die Partikeloberflache spielt beim Sintern oder auch bei der Rheologie von Suspensi-
onen eine wichtige Rolle [43]. Als spezifische Oberflache S) bezeichnet man den
Quotienten aus Oberfliche S und Volumen ¥ eines Partikelkollektivs.

Die Berechnung der volumenspezifischen Oberfliche Sy erfolgt bei gegebener Volu-
men- oder Massenverteilung Os(x) tiber folgende Gleichung.

2
Sy =i-exp <%> (2.11)

X50,3

Hierbei ist f ein Formfaktor, der fiir ideal kugelformige Partikel den Wert /= 6 an-
nimmt.

Fir die massenspezifische Oberfliche S, gilt,

S =
MPS

(2.12)

wobei pg der Dichte der gesamten Dispersion entspricht [44]. Die Auswertesoftware
der Geritehersteller gibt meist die massenspezifische Oberflache aus.
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2.3.3 Logarithmische Normalverteilung

Gemessene PartikelgroBenverteilungen liegen zunichst als Wertepaare (m;/mg,; Ax;)
oder (q,.;; x;) bzw. (O, ;; x;) vor. Die graphische Auftragung liefern Histogramme oder
Diagramme mit dem Verteilungsdichte- bzw. Verteilungssummenverlauf. Eine Ap-
proximation der experimentell ermittlelten Verteilung ist iiber empirische Vertei-
lungsfunktionen moglich. Diese enthalten einen Lageparameter, wie zum Beispiel den
Medianwert und einen Streuparamater wie die Standardabweichung, der den GroBen-
bereich des Partikelkollektivs charakterisiert. Die in dieser Arbeit zur Anpassung der
Messwerte verwendete Approximationsfunktion ist die logarithmische Normalvertei-
lungsfunktion (LNV) (DIN 66144, ISO 9276-5), die sich aus der linearen Gau3schen
Normalverteilung (NV) ableitet [43]. Dabei ist nicht die Variable x selbst normalver-
teilt, sondern ihr Logarithmus. Die Dichtefunktion der logarithmischen Normalvertei-
lung g;(x) ist wie folgt definiert:

1 1 1 ln(x/x50_3) 2
gs(x) = e [‘E(T) ] (2.13)

Die Standardabweichung (Verteilungsbreite) ist der Abstand der Wendepunkte von
der mittleren PartikelgrofBe. Sie stellt ein MaB fiir die Verteilungsbreite dar. Die Pa-
rameter Medianwert xso; und Standardabweichung ¢ sind durch Ausgleichsrechnung
aus den gemessenen Dichteverteilungen g3 ; (¥;) zu ermitteln [43].

Die logarithmische Normalfunktion wird neben der Charakterisierung der Partikel-
groflenverteilungen der Ausgangspulver auch dazu genutzt, um vorgegebene Partikel-
groflenverteilungen mit frei wiahlbaren Medianwerten x5, und Verteilungsbreiten o zu
berechnen und aus mehreren Pulververteilungen abzumischen. Die dazu bendtigten
prozentualen Anteile der Ausgangsfraktionen werden durch Regressionsrechnung
ermittelt.

2.3.4 PartikelgroBienanalyse durch Laserbeugung

Die Bestimmung der GréBenverteilung von Partikelkollektiven kann durch Laserbeu-
gung erfolgen. Dabei trifft ein monochromatischer Laserstrahl auf einen Strom mit
dispergierten Partikeln in einem Kanal. Durch Lichtbeugung an den Partikeln entsteht
in der Brennebene einer nachgeschalteten Linse jeweils ein Beugungsspektrum mit
mehreren Intensititsmaxima und -minima, wie in Abbildung 2.4 gezeigt ist. Ein Parti-
kel mit einem grofen Durchmesser beugt den Laserstrahl nur wenig, d.h. in einem
kleinen Winkel. Hingegen miissen die Lichtspektren der kleinen Partikel von licht-
empfindlichen Detektoren in grofleren Winkeln gegeniiber dem Laserstrahl aufge-
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nommen werden [45]. Das Beugungsspektrum ist unabhéngig von der Geschwindig-
keit und der Lage der Partikel im Messvolumen.

° Beugungssprektrum

_—> |®
N T
> le

=
i o
[ ]
*—

Laserlicht |® Detektoren

Blenden

°
o
L]

Partikeln

Abbildung 2.4: Prinzip der Laserbeugung an einer Partikelfraktion nach [43]

Messgerite zur PartikelgroBenanalyse, die auf dem Laserbeugungsverfahren beruhen,
erfassen das Beugungsspektrum mit ringférmigen Detektoren in der Brennebene einer
Optik. Unterschiede gibt es in der geometrischen Anordnung der Detektoren und
damit in der gleichzeitigen Erfassung des Spektrums aus verschiedenen Streuwinkeln,
den mathematischen Methoden zur Signalauswertung und in der zugrundegelegten
Lichtstreuungstheorie (Fraunhofer und/oder Mie-Beugung). In dieser Arbeit wurde
die Fraunhofer Beugung verwendet. Der erfassbare PartikelgroBenbereich erstreckt
sich von ca. 0,1 um bis ca. 3 mm, wobei einige Gerdte besonders im Bereich feinerer
Partikel noch andere physikalische Effekte (z.B. Polarisationsinderung) ausnutzen.
Ohne Probenvorbereitung dauert eine komplette Partikelgrofenanalyse nur wenige
Sekunden, so dass auch Online-Messungen moglich sind [43].
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2.4 Sintern

Unter Sintern versteht man ein Warmebehandlungsverfahren, welches zu einer Ver-
dichtung eines Pulverhaufwerks ohne Einwirkung duflerer Krifte fiithrt, wie auch die
Gesamtheit der physikalischen Vorginge, die eine mehr oder weniger vollstindige
Auffiillung des Porenraums mit Materie bewirken [46].

2.4.1 Grundlagen des Sinterns

Die treibende Kraft des ohne duBlere Krafteinwirkung verlaufenden Sintervorgangs ist
die Differenz der freien Energien zwischen Ausgangs- und Endzustand. Dieser Diffe-
renzausgleich erfolgt bei homogenen Pulvern durch die Reduzierung aller &ufleren
und inneren Oberflachen sowie durch Abbau von Strukturdefekten. Hierzu findet
beim Sintern ein Materialtransport statt, fiir den je nach Art und Zustand des dispersen
Systems unterschiedliche Transportmechanismen verantwortlich sind [46][47]. Ent-
sprechend den unterschiedlichen Diffusionswegen wird in Oberflichen-, Grenzfla-
chen- und Volumendiffusion unterschieden [48]. Welcher Mechanismus dominiert,
héngt von den entsprechenden Diffusionskoeffizienten ab. Ebenso unterscheiden sich
die Aktivierungsenergien fiir die verschiedenen Diffusionsprozesse [49].

Die Transportwege fiir die wichtigsten Mechanismen sind in Abbildung 2.5 aufge-
zeigt. Meist herrscht die Diffusion als Materialtransportmechanismus gegeniiber der
Verdampfung und Wiederkondensation (1) vor. Die Oberfldachendiffusion (2) fiihrt zu
einer Verschlankung der Partikel, da dquatorial Material abgetragen wird und an die
Sinterhilse transportiert wird. Wie bei der Verdampfung und Wiederkondensation
kommt es zwar zum Halswachstum, aber zu keiner Schwindung, ebenso, wenn Ober-
flachenatome tiber Volumendiffusion (3) verschoben werden. Nur Volumendiffusion
(4) und Grenzflachendiffusion (5), die Material aus der Korngrenze abfiihren, resultie-
ren in einer Zentrumsanniherung der Partikel und somit in einer Schwindung [48].

Abbildung 2.5: Schematische Darstellung der Transportwege von Materie tiber Verdampfung-
Kondensation (1), Oberflichendiffusion (2), Volumendiffusion von der Oberfliche ausgehend
(3), Volumendiffusion von Korngrenze ausgehend (4) und Grenzflachendiffusion entlang der
Korngrenze [48]
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Der gesamte Sinterprozess wird meistens in Anfangsstadium, Zwischenstadium und
Endstadium unterteilt. Im Frithstadium entstehen die ersten Sinterhdlse zwischen den
Partikeln und die Partikeloberfldche wird abgebaut, so dass die Gesamtenergie verrin-
gert wird. Die Schwindung in der Frithphase ist gering und betrdgt bis zu 5 %. Der
dominierende Transportmechanismus ist die Oberflachendiffusion. Der grofite Teil
der Schwindung lduft im Zwischenstadium ab, weshalb man auch von Schwindungs-
intensivstadium spricht, bei dem Volumen- und Korngrenzendiffusion dominieren.
Das Endstadium beginnt, wenn die zunichst durchgehenden Porenkanile in geschlos-
sene Poren iibergehen, was etwa bei 5-10 % Restporositit der Fall ist. Im Endstadium
des Sinterns nimmt die Restporositdt langsam ab, wobei aber mit zunehmender Tem-
peratur verstiarktes Kornwachstum eintritt [48][50].

Es hat sich gezeigt, dass das Sintern eines Pulvers in den meisten Féllen nicht mit
einem einzigen Mechanismus zu beschreiben ist. Ein wesentliches Anliegen der Sin-
tertheorie ist es, das Zusammenwirken der unterschiedlichen Mechanismen fiir den
Materialtransport beim Sintern darzustellen [51]. Die grundlegenden Vorgénge beim
Sintern sind zwar bekannt, doch die Zuordnung bestimmter Mechanismen zu ver-
schiedenen Stadien des Sinterprozesses aufgrund des parallelen und sequenziellen
Ablaufs einzelner Transportvorgidnge ist schwierig. Alle géngigen Untersuchungsver-
fahren zur Sinterkinetik erfassen die Summe von Vorgédngen nur unspezifisch und
erlauben damit nur indirekt Riickschliisse auf einzelne Mechanismen. Aus diesem
Grund ist es nur schwer moglich, den Anteil eines ganz bestimmten Transportmecha-
nismus am Gesamtablauf separat zu bestimmen, es sei denn, dass bei bestimmten
Stoffen grundsétzlich nur ein Mechanismus in Frage kommt [52].

2.4.2 Modelle zur Beschreibung und Vorhersage
des Sinterverhaltens

Zur Bestimmung der richtigen Sinterparameter fiir ein Bauteil mit den in der techni-
schen Anwendung erforderlichen Genauigkeiten werden oftmals viele Sinterfahrten
durchgefiihrt. Vorteile bieten hier Modelle, die das Sinterverhalten vorhersagen kon-
nen und somit in der Lage sind, die Entwicklung anspruchsvoller Werkstoffsysteme,
wie beispielsweise Verbundbauteile, zu beschleunigen.

Master-Sinter-Kurve (MSC)

Die Master-Sinter-Kurve (engl. Master-Sintering-Curve; MSC) ist ein halb empiri-
scher Ansatz, der die Vorhersage des Sinterverhaltens fiir beliebige Temperatur-Zeit-
Profile durch wenige vorausgehende Experimente ermdglicht. Voraussetzungen fiir
die Giiltigkeit des Modells sind eine konstante PartikelgroBenverteilung der Pulver,
eine unveridnderte Packungsdichte und ein gleichbleibendes Formgebungsverfahren
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[53][54][55]. Die Anderung nur einer dieser Bedingungen beeinflusst das Sinterver-
halten maf3geblich. Bei einem Vergleich der Ergebnisse von Master-Sinter-Kurven in
verschiedenen Sinterstudien flir das gleiche Material ist dies einer der Hauptgriinde,
warum sich das Sinterverhalten unterscheidet [53][56][57].

Basis der Master-Sinter-Kurve ist die Beschreibung der zeitlichen Abhdngigkeit der
linearen Schwindung aus dem combined-stage sintering Modell [58],

B dL =y-[2(1},-Dv Fb-J-Db) 2.14)

L-dt kg-T\ G3 G*
wobei L die Lange der Probe [m], y die spezifische Grenzflichenenergie [J/m’], Q das
Atomvolumen [m?], &z die Boltzmannkonstante [J/K], T die Temperatur [K], G der
mittlere Partikeldurchmesser x5, [m], D, und D, Koeffizienten fiir Volumen- und
Korngrenzendiffusion [m?s], & die Breite der Korngrenze [m] sind. I, und I’ driicken
Skalierungskonstanten [-] aus, die geometrische GroBen und treibende Krifte enthal-
ten.

Unter der Voraussetzung einer isotropen Schwindung lasst sich die Schwindungsrate
in die Verdichtungsrate tiberfiihren.

dL dp

TL-dt 3-p-dt

(2.15)

Hierbei entspricht p der Dichte der Probe [g/cm’]. Fiir den Fall, dass nur ein dominan-
ter Diffusionsmechanismus (entweder Volumen- oder Korngrenzendiffusion) vorliegt,
lasst sich Gleichung (2.14) vereinfachen zu,

ap =y-.(2-(1"(p))-D0_eX (_L) 2.16
3-p-dt k-T-(G(p))" PUTRT (2.16)
wobei Q [J/mol] die scheinbare Aktivierungsenergie und R [J/molK] die Gaskonstante
darstellt. Weiterhin gilt Dy=(D,), [m*s] und n = 3 fiir Volumendiffusion sowie
Dy=(0Dy)o [m?/s] und n = 4 fiir Korngrenzendiffusion. AuBlerdem wird angenommen,
dass G und /" nur von der Dichte p abhingen.

Durch Umsortieren und Integration der dichteabhéngigen Grofen in einen Verdich-
tungsparameter @(p) (Gleichung (2.17)) und der temperaturabhdngigen GrofBen in
einen Temperaturparameter &z,7(¢)) (Gleichung (2.18)) lédsst sich der Sinterverlauf
als Funktion der Temperatur und Zeit (Gleichung (2.19)) beschreiben [53].
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k fﬂ (G6(p)"
-dp

PO =D p 3P T(p) @17

t
0(t.T(t))=L%-exp<—%)-dt (2.18)
@(p) = 0(t,T(®)) (2.19)

Neben dem Temperaturprofil 7(2) hingt der Temperaturparameter von der Aktivie-
rungsenergie Q ab, die entweder bekannt ist oder abgeschitzt werden kann. Wird die
richtige Aktivierungsenergie zugrundegelegt oder iiber Regressionsrechnung be-
stimmt, so liegen alle Messpunkte der Sinterdilatometrie auf einer Kurve, der soge-
nannten Master-Sinter-Kurve. Diese wiederum erméglicht die Vorhersage der
Sinterverldufe fiir beliebige weitere Heizraten. Dazu ergibt sich fiir jeden Zeitschritt
des gewitinschten neuen Temperatur-Zeit-Profils nach Gleichung (2.18) ein Tempera-
turparameter &t 7(¢)), der auf der Abzisse aufgetragen wird. Uber die Master-Sinter-
Kurve ergibt sich der entsprechende Dichtewert auf der Ordinate.

Die Anwendung des Konzepts der Master-Sinter-Kurve erfordert zunéchst die Mes-
sung der zeitlichen Verldufe der Sinterdichte p fiir zwei oder mehr Temperaturprofile
mittels Sinterdilatometrie und die Berechnung der Temperaturparameter @z, 7(7)). Im
nichsten Schritt wird die Dichte p fiir jedes gemessene Temperaturprofil 7(¢) tiber
log(®) in einem Diagramm aufgetragen und tiber eine Fitfunktion angepasst.

Zur Anpassung der Messpunkte nutzten Su und Johnson [53] eine Polynomfunktion.
Teng [59] schldgt aufgrund des typischen Verdichtungsverlaufs beim Sintern eine
Beschreibung iiber eine s-formige Kurve vor. Die entsprechende Master-Sinter-
Funktion (Gleichung (2.20)) enthilt fiinf anzugleichende Parameter. Die Aktivie-
rungsenergie, die in den Temperaturparameter @ eingeht, wird solange variiert, bis die
bestmogliche Anpassung an die Messwerte der Sinterdilatometrie erzielt wird.

[1+exp(- @)} (2.20)

p=po+

Die Parameter aus Gleichung (2.20) lassen sich mit Hilfe der Abbildung 2.6 veran-
schaulichen. p, ist die Ausgangsdichte und entspricht der unteren Asymptote, a ist die
Differenz zwischen Ausgangsdichte und Enddichte p,, (obere Asymptote), @, ist der
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Wert fiir @ am Wendepunkt und die Parameter 5 und ¢ beeinflussen die Form der S-
Kurve [60].

)
P
a=Py, -Po
PO fp—— r .......................... \E/,
log(®,) log(®)

Abbildung 2.6: Skizze zur Erlduterung der Parameter der S-Kurve-Funktion

Kinetic Field Modell

Das Kinetic Field Modell erméglicht, wie auch die Master-Sinter-Kurve, die Vorher-
sage des Sinterverhaltens aus Schwindungsmessungen bei verschiedenen Temperatur-
Zeit-Profilen ohne iiber detaillierte Kenntnisse des zugrundeliegenden Sintermecha-
nismus zu verfiigen. Seinen Ursprung hat dieser Ansatz von Palmour [61][62] im
Zusammenhang mit dem Rate Controlled Sintering (RCS). Wihrend bei einer
Dilatometermessung die Langendnderung einer Probe bei einem vorgegebenen Tem-
peratur-Zeit-Profil gemessen wird, ist es beim Rate Controlled Sintering genau umge-
kehrt. Fiir ein vorgegebenes Verdichtungsprofil wird das erforderliche Temperatur-
profil ermittelt [63]. Somit sollen Temperatur-Zeit-Verldufe fiir gewiinschte
Werkstoffgefiige und optimale Sinterbedingungen herausgefunden werden.

Wie die Master-Sinter-Kurve basiert der Kinetic Field Ansatz auf der Verdichtungsra-
tengleichung (2.16) fur das Festphasensintern. Durch wenige Umformungsschritte
und unter Verwendung der Beziehung dL/Ldt = de/dt erhilt man die folgende Bezie-
hung fiir die Auswertung von Schwindungsmessungen.

dey _ (v:02-(T() Dy Q(e) 1
ln(—T-E) 1n<—

- >—n -ln(G(p))—T-T 221

Fiir jede konstant gewéhlte Aufheizrate wird fiir jede erreichte Temperatur die (nega-
tive) Schwindungsrate mit -1 und der Temperatur multipliziert und der natiirliche
Logarithmus dieses Produkts gegen 1/T aufgetragen. Fiir jede vorgegebene Heizrate
ergibt sich somit eine Kurve, fiir die an jeder Stelle auch die Schwindung & bekannt
ist. Durch das Verbinden der Punkte mit gleicher Schwindung auf den Kurven ver-
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schiedener Heizraten erhilt man sogenannte Isoschwindungslinien (engl. iso-strain-
lines). Aus Gleichung (2.21) wird ersichtlich, dass die Steigung dieser Linien dem
Quotienten aus Aktivierungsenergie Q(¢) und allgemeiner Gaskonstante R entspricht.
Somit lassen sich mittlere Aktivierungsenergien der auftretenden Sintermechanismen
berechnen, die bei den entsprechenden Dichten bzw. Temperaturen gerade ablaufen.
Falls mehrere Schwindungsmechanismen gleichzeitig ablaufen, fiihrt diese Vorge-
hensweise zur Ermittlung der Aktivierungsenergie zu einem Wert, in dem unter-
schiedliche Aktivierungsenergien in unbekannter Gewichtung eingehen [64]. Im
Gegensatz zur Master-Sinter-Kurve, bei der eine konstante Aktivierungsenergie flir
den gesamten Sinterprozess angenommen wird, liefert das Kinetic Field Modell den
Verlauf der Aktivierungsenergie in Abhédngigkeit vom Sinterfortschritt.

Die Vorhersage des Sinterverhaltens erfolgt iiber ein Iterationsverfahren mit kleinen
Zeitschritten. Fur jeden Startpunkt P, im Kennfeld ist die Temperatur, die Schwin-
dung und die Schwindungsrate bekannt (bei Sinterbeginn ist dL/L = 0 und dL/Ldt =
0). Fiir einen kleinen Zeitschritt ldsst sich eine neue Temperatur und eine neue
Schwindung berechnen. Der neue Schwindungswert liegt auf einer neuen Iso-
schwindungslinie, die sich aus der linearen Interpolation zwischen zwei bekannten
Isoschwindungslinien ergibt. Die neue Temperatur und der neue Schwindungswert
gibt die Lage des neuen Punktes P, vor, dessen Temperatur, Schwindung und
Schwindungsrate fiir den nichsten Iterationsschritt bekannt ist [65]. Durch diese
Vorgehensweise ist die Vorhersage des Verlaufs der Sinterschwindung fiir beliebige
Temperatur-Zeit-Profile moglich.

2.5 Rheologie

Die Rheologie ist die Wissenschaft von der Deformation und dem Flieen von Stof-
fen. Thre Aufgabe ist das Messen, Beschreiben und Erkldren des Stoffverhaltens der
Materie unter der Einwirkung von dufleren Kriften und Verformungen [66].

2.5.1 Rheologische Grundgrofien

Grundgréfien im Scherexperiment

Zur Definition der Grofen Schubspannung z, Scherung y und Schergeschwindigkeit
(Scherrate) y sei ein Scherexperiment betrachtet, bei dem sich ein Fluid zwischen zwei
parallelen Platten (Abbildung 2.7) befindet. Die untere Platte sei starr und die obere
Platte werde mit konstanter Geschwindigkeit um die Weglinge z bewegt, so dass sich
ein lineares Geschwindigkeitsprofil v(z) im Spalt einstellt. Hierfiir ist eine Kraft F
erforderlich.
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A,z v, F

A Plattenflache

H: Plattenabstand
z: Wegstrecke

v: Geschwindigkeit
F: Scherkraft

Abbildung 2.7: Zweiplattenmodell: Definition der Grundgrof3en im Scherexperiment

Unter der Annahme, dass das Fluid an den Platten haftet und die Stromung laminar
ist, ergibt sich die Schubspannung 7 aus dem Verhiltnis der Scherkraft F zur Platten-
flache 4.

_I 2.22
r=- 222)

Der Quotient aus der zuriickgelegten Wegstrecke z und der Héhe A wird als Scherde-
formation bzw. Scherung bezeichnet. Die Schergeschwindigkeit y stellt das Verhiltnis
der Geschwindigkeit v zur Hohe H dar.

(2.23)

Tl <

y:

Die Viskositdt 7 ist als Quotient von Schubspannung und Schergeschwindigkeit
definiert:

n=y (2.24)

Die Viskositit ist als Widerstand, den ein System dem FlieBvorgang entgegensetzt,
maligebend fiir die Materialcharakterisierung. Sie héngt neben der Schergeschwindig-
keit unter anderem auch von Druck, Temperatur und Fiillgrad ab [66].

2.5.2 ScherflieBen und Flielgesetze

Unter einem FlieBgesetz zur Beschreibung einer reinen Scherstromung eines Fluids ist
der Zusammenhang zwischen Schubspannung und Schergeschwindigkeit zu verste-
hen. Im Folgenden sind einige Ansitze fiir FlieBgesetze aus der Literatur aufgefiihrt,
mit denen sich das in Rheometern ermittelte FlieBverhalten beschreiben ldsst [67].
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Fiir ein newtonsches Fluid (z.B. Wasser) besteht zwischen der Schubspannung und
der Schergeschwindigkeit ein linearer Zusammenhang.

G =n-7 (2.25)

Nichtnewtonsche Fluide weisen hingegen, wie in Abbildung 2.8 dargestellt, einen
nichtlinearen Zusammenhang auf.

TA Bingham
.- strukturviskos mit FlieBgrenze t,
/ ~
s .
2 dilatant
y , .
/ / newtonisch
/
’
/ I,'
Ty ! kturvisk
/ . strukturviskos
I/ N ’
/ . -
Yy
i .

S
>

Y
Abbildung 2.8: Verlauf typischer FlieSfunktionen fiir newtonsches und nichtnewtonsches Flief3-
verhalten nach [68]

Strukturviskose Fluide (z.B. Polymere) zeigen ein scherverdiinnendes Verhalten,
wihrend dilatante Fluide (z.B. Stiarke in Wasser) scherverdickend wirken. Struktur-
viskoses und dilatantes FlieBverhalten sind in vielen Féllen mit dem Potenzansatz von
Ostwald de Waele beschreibbar.

T=k-y" (2.26)

Der Exponent n wird als Strukturkennzahl bezeichnet und nimmt fiir strukturviskose
Fluide Werte n < 1 an, fiir dilatante Fluide ist » > 1. Fiir newtonsche Fluide (n=1)
entspricht & der Viskositit [32].

Des Weiteren gibt es Fluide, die eine FlieBgrenze 7, aufweisen. Eine FlieBgrenze ist
die Mindestschubspannung, ab der plastisches Flie3en einsetzt.
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Bingham Fluide (z.B. Zahnpasta) weisen nach Uberschreiten der FlieBgrenze
newtonsches Verhalten auf.

T=T0+1n"y (2.27)

Bei einem Hershel-Bulkley-Fluid (z. B. Suspensionen) wird nach Uberschreiten der
FlieBgrenze hingegen strukturviskoses Verhalten beobachtet.

T=10+k-y" (2.28)

2.5.3 Stromungsvorginge

Stromungsvorginge werden vollstindig durch fiinf Grundgleichungen bzw. Erhal-
tungssétze beschrieben:

e  Kontinuitdtsgleichung (Erhalt der Masse)

e Impulsgleichung (Zweites Newtonsches Gesetz)

e  Energiegleichung (spezielle Form des ersten Hauptsatzes der Thermodyna-
mik)

e  Thermische Zustandsgleichung (Abhéngigkeit der Stoffdichte von Druck
und Temperatur)

e  Rheologische Zustandsgleichung (z. B. Fliefunktion)

Eine allgemeine Losung der meist miteinander gekoppelten Grundgleichungen ist
nicht moglich. Durch weitgehende Vereinfachungen lassen sich fiir einfache
Geometrien allerdings analytische Losungen ableiten. Die Losung des verallgemeiner-
ten Gleichungssystems ist bei komplizierteren Stromungsgeometrien nur noch durch
numerische Verfahren moglich, wobei oftmals Differenzen- oder Finite-Elemente
bzw. Finite-Volumen-Verfahren zur Diskretisierung der Gleichungen verwendet
werden [69]. Eine detaillierte Auffilhrung der Gleichungen und Erlduterungen findet
man beispielsweise in [66][69].

Stromung im Rohr

Bei den folgenden Betrachtungen sei eine stationire, isotherme und laminare Stro-
mung im Rohr gegeben. Fiir ein inkompressibles Fluid fithrt die Bewegung in einem
geraden Rohr mit Kreisquerschnitt in ausreichend grofer Entfernung zum Einlauf zu
einer definierten Geschwindigkeitsverteilung v(r) tiber dem Rohrradius, unabhéngig
von der Langskoordinate z.
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T (1) r
_________ I SEATEY N N

dz

Abbildung 2.9: Kriftebilanz an einem zylindrischen Fluidelement infinitesimaler Lange in einer
Rohrstromung

Unter Vernachlidssigung von Trigheits- und Gravitationskriften und der Kompressibi-
litdt des Fluids stellt sich aufgrund der inneren Fluidreibung ein axialer Druckgradient
-dp/dz ein. Aus der Kriftebilanz an einem infinitesimalen Fluidelement in einer
Rohrstomung, dargestellt in Abbildung 2.9, ergibt sich die Schubspannungsverteilung
iber dem Querschnitt 7(r) bzw. die Wandschubspannung z,, = 7(R):

) = (—Z—Z) % baw. T, = (—3—’2)) -; (2.29)

Bei rheometrischen Messungen ist das Flielgesetz zundchst nicht bekannt. Als Mess-
grofle steht neben Driicken der Volumenstrom zur Verfiigung:

R
V=f2-1t-r-v(r)-dr (2.30)
0

Aus dem Hagen-Poiseuille-Gesetz folgt fiir newtonsche Fluide in einem Rohr die
Schergeschwindigkeit an der Rohrwand zu

(2.31)

In Abbildung 2.10 sind die radialen Verldufe der Schubspannung z(r), der Scherge-
schwindigkeit y(r) und der Stromungsgeschwindigkeiten v(r) fiir ein newtonsches
Fluid dargestellt.
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Abbildung 2.10: Schubspannung (), Schergeschwindigkeit () und Strémungsgeschwindigkeit
v(r) in einem Rohr (laminare Strémung, Newton-Fluid) nach [66]

Stromung im Rechteckkanal

Wird fiir den Rechteckkanal (Abbildung 2.11) analog zum Rohr eine Kriftebilanz
aufgestellt, so folgt fiir L>>B>>H fiir die Schubspannungsverteilung tiber die Kanal-
héhe 7(y) bzw. fiir die Wandschubspannung

(y) = (— Z—Z) g bzw. T, = (— Z—ZZ)) g (2.32)

und die Schergeschwindigkeit y an der Wand:

6-V
= —— 2.33
V=5 (2.33)
Die Gleichungen (2.31) und (2.33) gelten nur bei newtonschen Fluiden, die ein para-
belformiges Geschwindigkeitsprofil aufweisen. Fiir nichtnewtonsche Fluide stellt sich
ein abweichendes Stromungsprofil ein und die Ausdriicke werden als scheinbare
Schergeschwindigkeit y, bezeichnet.

Mit Hilfe der Rabinowitsch-Weienberg-Korrektur ldsst sich das Stromungsprofil
korrigieren und die wahre Schergeschwindigkeit j,, bestimmen.

- E(z dlogys

. %
=73 dlogrw) 3 2+ 50) (234)

Dabei ist sy der Kehrwert der Steigung im doppellogarithmischen Diagramm.
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Abbildung 2.11: Bezeichnungen am Rechteckkanal nach [66]

2.5.4 Rheologie von Suspensionen

Als Suspensionen werden disperse Systeme bezeichnet, bei denen feste Partikel in
einer Fliissigkeit dispergiert sind [67]. Dabei bilden Feststoffpartikel zusammen mit
dem Matrixfluid eine ,,innere Struktur aus. Die Stabilitdt einer solchen Struktur ist
bestimmt durch die Wechselwirkungskrifte zwischen den Partikeln (elektrostatische
und van-der-Waals-Krifte) sowie zwischen Partikeln und Fluid (vorwiegend chemi-
sche Wechselwirkung und Vernetzung) [32]. Erste umfassende Ubersichten zum
FlieBverhalten von Suspensionen mit newtonschen und nichtnewtonschen Matrixflui-
den veroffentlichten Goodwin [70] sowie Mewis und Spaull [71]. Wesentliche Merk-
male der dispersen Phase einer Suspension sind die Volumen-Konzentration der
Partikel, die PartikelgroBenverteilung, die Partikelform (z.B. Kugeln oder Fasern) und
die Art des Partikelmaterials [67]. In Arbeiten von Windhab [32], Gleille [72] und
Ohl [73] wurde der Einfluss dieser Merkmale auf das FlieBverhalten fiir Kohle-
Silikondl-Suspensionen bzw. Kalksteinsuspensionen untersucht. Hochstein [74] un-
tersuchte Glaskugel-, Quarz- und Kalksteinsuspensionen mit Silikon6l als Matrixfluid
bei verschiedenen PartikelgroBenverteilungen. In einer Arbeit von Markov [75] wurde
der Einfluss der Fillstoffart, des Fiillstoffgehalts und der Fiillstoffgeometrie anhand
von Aluminiumoxid-, Kupfer- und Graphit-Compounds mit jeweils Polyamid als
Matrixfluid ermittelt. Im Vergleich dazu werden in dieser Arbeit hochkonzentrierte
Suspensionen (MIM-Feedstocks) von rein sphirischen Metallpulvern (X65Cr13) in
einem organischen Bindersystem mit unterschiedlichen PartikelgroBenverteilungen
und Fillgraden untersucht.
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Die Charakterisierung des rheologischen Verhaltens von Suspensionen ist bei weitem
nicht so wohl definiert wie das von rein newtonschen oder nichtnewtonschen Fluiden
[67]. Konzentrierte Suspensionen neigen aufgrund ihrer heterogenen Struktur (Fest-
stoff und Fluid) zu Wandgleiten. Der damit verbundene Geschwindigkeitssprung an
der Wand hat zur Folge, dass das Fluid weniger Scherdeformation erféhrt als im Falle
von Wandhaftung. Rheometrische Messungen ohne Beriicksichtigung des Gleitver-
haltens sind auf andere Kanalgeometrien daher nicht iibertragbar. Beispielsweise ldsst
sich der Volumenstrom aus der Messung einer FlieBkurve mit einer 1 mm Kapillare
ohne Kenntnis des Wandgleitens nicht fiir eine 2 mm Kapillare vorhersagen [66]. Mit
geeigneten Rheometern lassen sich das fiir das Scherflieen relevante Flieligesetz und
das Gesetz fiir das Gleiten des Fluids an der Rheometerwand bestimmen.

2.5.5 Wandgleiten und Gleitgesetze
Wandgleiten und Geschwindigkeitsprofile

Im Bereich fester Winde sind die Partikel einer Suspension durch geometrische
Zwange und Kraftwechselwirkungen mit der Wand anders angeordnet als im Inneren
der Suspension. Dieser Einfluss der Wand, der tiblicherweise eine Reduzierung der
Scherfestigkeit des Partikelgertists verursacht, erstreckt sich tiber einen Wandabstand
von der Grofenordnung einiger Partikeldurchmesser. Bei hinreichend hohen Schub-
spannungen kommt es zum Strukturkollaps dieser Wandschicht und in der Folge
entweder zu einem direkten Gleiten der Schmelze an der Wand oder zur Ausbildung
eines diinnen Schmierfilms (Gleitschicht) [76], auf dem die Suspension lings der
Wand gleiten kann [67]. Die Gleitschichtdicke s, liegt meist im Bereich von 0,1 bis
10 pm und weist eine erheblich niedrigere Viskositit auf. Phanomenologisch wird die
Dicke dieser Gleitschicht vernachldssigt und angenommen, dass die Suspension mit
einer endlichen Gleitgeschwindigkeit v, an der Wand abrutscht [67]. Damit kann der
Gleitvorgang auch bei Ausbildung diinner Gleitschichten in guter Naherung als Ge-
schwindigkeitssprung direkt an der Wand betrachtet werden [32]. In Abbildung 2.12
sind die Geschwindigkeitsprofile fiir das Gleiten auf einem Schmierfilm (b) und an
der Wand (c) im Vergleich zur wandhaftenden Stromung (a) fiir ein Rohr schematisch
dargestellt.
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Abbildung 2.12: Geschwindigkeitsprofile v(r) fiir Stromungen (a) ohne Gleiten (Wandhaften)
und mit (b) Gleiten auf dem Schmierfilm und (c) an der Wand nach [66] [77]

Das Geschwindigkeitsprofil v(r) der Gleitstromung setzt sich aus der konstanten
Gleitgeschwindigkeit v, und dem Geschwindigkeitsprofil fiir ScherflieBen vy(r) zu-
sammen.

Mooney-Korrektur

Mooney entwickelte 1931 unter der Voraussetzung, dass das Gleiten direkt an der
Wand des FlieBkanals stattfindet und die Gleitgeschwindigkeit allein von der Wand-
schubspannung und nicht zusétzlich vom Druck abhingt, eine vom Flie3gesetz unab-
héngige Methode zur Ermittlung der Wandgleitgeschwindigkeit [78]. Beispiele fur die
Vorgehensweise bei seiner Methode fiir Rundkapillaren finden sich in [66] und [72].
Da die experimentelle Bestimmung der Gleitgeschwindigkeit nach Mooney in dieser
Arbeit an einem Rheometer mit Schlitzkapillare durchgefiihrt wurde, beziehen sich
nachfolgende Gleichungen auf einen Kanal mit Breite B und Hohe H.

Der Gesamtvolumenstrom V setzt sich aus dem Gleitvolumenstrom Vg und dem

Schervolumenstrom V; zusammen.

V=V +V (2.35)
V, =B-H-v,(1,) (2.36)
. H?-B (™
V. = > J Ty (1) -dt (2.37)
274 Jy
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Durch Einsetzen der Gleichungen (2.36) und (2.37) in Gleichung (2.35) ergibt sich,

Voo () 1
B-H?~ H 212

fTWT y(1) - dt (2.38)
0

wobei das bestimmte Integral tiber die FlieBfunktion bei konstanter Wandschubspan-
nung t,, eine Konstante A(z,,) ergibt.

4 v (Tw)
<B ’ H2>r =konst. B gH +AGw) (2:39)

Durch Messungen des Volumenstroms V kann die Gleitgeschwindigkeit vg bei glei-
chen Wandschubspannungen t,, unter Verwendung verschiedener Spalthéhen H be-
stimmt werden. Die Auftragung V/BH? iiber 1/H ergibt eine Gerade und wird als
sogenannter ,,Mooney-Plot* (Abbildung 2.13) bezeichnet. Dabei entspricht der Ordi-
natenabschnitt bei 1/H = 0 der Konstanten A4(z,) und die Steigung tan(a) der Gleitge-
schwindigkeit v,(z,,) [66].

v

BI2 T,, = konst.

A(ty)

Abbildung 2.13: Mooney-Plot zur Bestimmung der Gleitgeschwindigkeit v,(t,) nach [66]

Mit der Gleitgeschwindigkeit v, ldsst sich nach Gleichung (2.36) der Gleitvolumen-
strom Vg und mit Gleichung (2.35) der Schervolumenstrom V; ermitteln.

Nach der Gleitkorrektur wird unabhéngig von der Spalthohe dieselbe FlieBfunktion
7(y) bestimmt. Die Vorhersage des FlieBverhaltens fiir weitere Geometrien ist mog-
lich. Das FlieBverhalten von wandgleitenden Substanzen kann nun tiber die FlieBfunk-
tion 7(y) und der Gleitfunktion t,(v,) eindeutig beschrieben werden.
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Das Mooney-Verfahren wurde von Windhab [32][79] fiir Fluide mit einer FlieBgrenze
7o (z.B. Hershel-Bulkley-Fluid) erweitert. In Abbildung 2.14 ist zu erkennen, dass
dem Geschwindigkeitsprofil fiir ScherflieBen v, und Gleiten v, eine Pfropfgeschwin-
digkeit v tiberlagert ist.

v, = v(h*/2)
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Abbildung 2.14: Geschwindigkeitsprofil einer Stromung bei Uberlagerung von Wandgleiten und
Scherflieen mit FlieBgrenze nach [32][79]

Der Gesamtvolumenstrom V enthilt damit neben dem Gleitvolumenstrom Vg und dem
Schervolumenstrom V; einen Kernpfropfvolumenstrom V. Eine allgemeine Herlei-
tung dazu findet sich in [32] und [79].

Analog zur mathematischen Beschreibung des ScherflieBens tiber FlieBgesetze (Glei-
chungen (2.25) bis (2.28)) gibt es in der Literatur ebenfalls Ansitze fiir Gleitgesetze.
Einen bewihrten Zusammenhang zur Beschreibung von druckunabhingigen Gleit-
effekten stellt Gleichung (2.40) dar [79]:

Ty =Cg v+ 14 (2.40)

Die Gleichung gilt fiir 7,, > 7, wobei 7, die Gleitgrenze ist, d.h. diejenige Wandschub-
spannung, oberhalb der das Gleiten mit der Gleitgeschwindigkeit v, einsetzt.



3 Experimentelle Vorgehensweise

3.1 Feedstockzusammensetzung

Die in dieser Arbeit untersuchten Feedstocks setzen sich aus Metallpulvern des hoch-
legierten Stahls X65Cr13 und einem mehrkomponentigen Bindersystem zusammen.
Beim Metallpulver wurden sowohl der mittlere Partikeldurchmesser xsy als auch die
Verteilungsbreite o und somit die massenspezifische Oberfliche S, variiert. Uber die
Variation des Verhéltnisses des Metallpulvers zum Binder wurden unterschiedliche
Volumentfiillgrade ¢, und dadurch die volumenspezifischen Oberflichen S) einge-
stellt.

3.1.1 Metallpulver

Das verwendete Metallpulver besteht aus dem Werkstoff X65Cr13 (Werkstoffnum-
mer: 1.4037), einem nichtrostenden martensitischen Chrom-Stahl. In Tabelle 3.1 ist
die chemische Zusammensetzung des Werkstoffs dargestellt.

Tabelle 3.1:  Chemische Zusammensetzung von X65Cr13 in Gew.-%

Cr Si Mn C N o Ta Ti P S B

13,66 099 08 0,64 0,1 0,043 <0,01 <0,01 0,009 0,009 <0,001

Der hochlegierte Stahl X65Cr13 weist eine gute Korrosionsbestindigkeit in gemafigt
aggressiven, nicht chlorhaltigen Medien, wie Seifen, Losungsmitteln und organischen
Sduren, sowie Wasser und Wasserdampf auf. Wegen der Ausscheidung von Chrom-
karbiden und der Bildung von angrenzenden chromverarmten Bereichen sollte der
Werkstoff nicht im weichgegliihten oder hochangelassenem Zustand eingesetzt wer-
den, falls eine Korrosionsbestidndigkeit erforderlich ist. Die beste Korrosionsbestin-
digkeit liegt im gehirteten Zustand mit polierter Oberfléche vor [80].

Durch Halten im Temperaturbereich von 750 bis 800 °C mit anschlieender Abkiih-
lung im Ofen oder an der Luft wird der Stahl weichgegliiht. In diesem Zustand hat der
Stahl die Zugfestigkeit R, < 850 N/mm?® und die Hirte < 245 HB [80]. Wichtige
physikalische Eigenschaften sind in Tabelle 3.2 zusammengefasst.
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Tabelle 3.2:  Physikalische Eigenschaften von X65Cr13 [80]

Physikalische Eigenschaft Werte

Dichte [g/cm’] 7,70

Elektrischer Widerstand bei 20 °C [Qmm*/m)] 0,55
Magnetisierbarkeit vorhanden
Wiirmeleitfiahigkeit bei 20 °C [W/m K] 30

Spez. Wirmekapazitit bei 20 °C [J/ kg K] 460

Mittlerer Wirmeausdehnungskoeffizient [K™] 20-400 °C: 12 - 10°°

3.1.2 Ausgangsfraktionen

Als Ausgangsmetallpulver wurden sechs Fraktionen des Werkstoffs X65Cr13 ausge-
wihlt:

° <7 um o 7-15 pm
e 1522 um o 22-32 um
e 32-38 um e 38-45um

Die Pulvercharge wurde bei einem externen Hersteller durch Verdiisung in einem
Stickstoffstrom hergestellt und durch Sichten in sechs verschiedene Pulverfraktionen
klassiert. Zur Priifung wurden die Pulverfraktionen einer PartikelgroBenanalyse unter-
zogen, deren Ergebnis in Kapitel 4.1.1 zu finden ist. Der Fiillgrad der aufbereiteten
Feedstocks betrdgt 58 Vol.-%. Die Form der Partikel ist sphérisch, wie in Abbildung
3.1 fiir die Pulverfraktion 15-22 pm exemplarisch dargestellt ist.

-

Abbildung 3.1: Pulverprobe der Ausgangspulverfraktion 15-22 um
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3.1.3 Gemischte Pulververteilungen aus Ausgangsfraktionen

Fiir die Untersuchung der Beeinflussung des FlieB- und Sinterverhaltens durch einzel-
ne charakteristische Werte, wie der mittleren Partikelgroe x5, und der Verteilungs-
breite o, wurden die PartikelgroBenverteilungen nach Abbildung 3.2 aus den
Ausgangsfraktionen gemischt.

Xs0: 22 pm

X350+ 14 pm X50:22 pnm X50- 30 pm

Xs0: 22 pm

Abbildung 3.2: Gemischte Pulververteilungen aus Ausgangsfraktionen

Um den Einfluss des Fiillgrades auf das FlieBverhalten zu untersuchen, wurden fiir die
PartikelgroBenverteilung mit x5, = 22 um und ¢ = 0,5 Feedstocks mit 58, 63 und
68 Vol.-% hergestellt. Der Fiillgrad ¢, der Feedstocks mit den iibrigen Verteilungen
betrug 63 Vol.-%.

Fiir eine einfache und eindeutige Beschreibung der Feedstocks im weiteren Verlauf
der Arbeit, wird die Nomenklatur aus Abbildung 3.3 eingefiihrt. Dabei stehen die
ersten beiden Ziffern fiir den mittleren Partikeldurchmesser xs,, die mittleren drei
Ziffern fur die Verteilungsbreite o und die letzten beiden Ziffern fir den Volumen-
fiillgrad c,.

XX_XXX_XX
LT
Xg0 9 Cy

Abbildung 3.3: Nomenklatur der Feedstocks

Berechnungsmethode zur Bestimmung der Mischungsverhiltnisse

Um aus den einzelnen windgesichteten Ausgangspulverfraktionen Pulververteilungen
mit den gewiinschten Werten von x5, und ¢ zu mischen war es erforderlich, mittels
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Regressionsrechnung nach der Methode der kleinsten Abweichungsquadrate die
Einzelanteile zu berechnen. Im Folgenden wird an dem Beispiel 22 050 63 die Vor-
gehensweise vorgestellt.

Ausgangspunkt ist die Berechnung der PartikelgroBenteilung tiber die Funktion der
logarithmischen Normalverteilung (Gleichung (2.13)). Fiir eine gewiinschte mittlere
Partikelgr6le von 22 pum in Verbindung mit einer einer Verteilungsbreite von 0,5
lautet die Gleichung fuir die Verteilungsdichte der logarithmischen Normalverteilung
q3,; (x;) an diskreten Stiitzstellen x;.

1 1 1/In(x;/22)\"
43 (X225, s v w2\ T (3.1)

Uber den Regressionsansatz

Q3(xi)2205063 =a;- q3(xi)7—15|,1m ta;: q3(xi)15—22|,1m
+as " q3(x)22-32um * 4 " q3(X;)32-38um

3.2
+ (1 —a;—ay—az—as) q3(x;)3g-45um (3:2)

ergeben sich die Anteile g; der einzelnen Partikelverteilungen, aus denen sich die
gewiinschte PartikelgroBenverteilung 22 050 63 mit moglichst hoher Anndherung
zusammensetzt. Ein Vergleich zwischen dem Verlauf der vorgegebenen logarithmi-
schen Normalverteilung und der aus den Ausgangsfraktionen mittels Regressions-
rechnung berechneten PartikelgroBenverteilungen zeigt, wie in Abbildung 3.4 zu
sehen, einen nahezu deckungsgleichen Verlauf und damit eine gute Ubereinstimmung.

Fiir die Herstellung der weiteren Verteilungen aus Abbildung 3.2 wurde analog vorge-
gangen. Tabelle 3.3 fasst die Pulverzusammensetzungen, die sich tiber die Regressi-
onsrechnung aus den Ausgangsfraktionen ergeben haben, zusammen. Zur Herstellung
der Feedstocks wurden entsprechende Mengen der Metallpulverfraktionen und der
pulverformigen Binderkomponenten eingewogen und mindestens 24 Stunden lang auf
einem Rollenstuhl homogenisiert.
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Verteilungsdichte q,(x) [%/um]

6

—— Lognormal 22_050_63
s - - - Regression 22_050_63
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Abbildung 3.4: Vergleich der gewiinschten Dichteverteilung mit x50 = 22 um und ¢ = 0,5 nach
der logarithmischen Normalfunktion mit der berechneten Dichteverteilung aus einer Mischung
von Ausgangspulvern nach Regressionsrechnung fiir Feedstock 22 050 63

Tabelle 3.3:  Zusammensetzung [Gew.-%] der berechneten Verteilungen aus Ausgangsvertei-
lungen nach Regression

e

14_050_63 35 50,1 28,8 14,2 34 0,0

22 050 63 0,0 10,9 333 35,0 16,1 4,7

30_050_63 0,0 2.4 14,8 38,9 18,7 25,2

22 03563 0,0 0,0 353 61,2 35 0,0

22 065 63 22 20,6 22,2 29,0 9,0 17,0
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3.1.4 Bindersystem

Der Binder besteht zu unterschiedlichen Anteilen aus einem speziellen Polyamid,
einem Wachs und einem zusétzlichen Dispergator und sorgt fiir die spritzgieBStypische
Viskositit des Systems trotz des hohen Fiillgrades an Metallpulver. Zur Verarbeitung
im SpritzgieBprozess ist die Viskositit eines hochgefiillten Polyamids zu hoch, so
dass ein gewisser Anteil des Polyamids durch Wachs ersetzt wird. Das Wachs wirkt
unter anderem selbst als Dispergator und bildet mit dem Polyamid eine gemeinsame
fliissige Phase. Durch den Austausch eines kleinen Anteils an Wachs durch einen
zusitzlichen Dispergator kann sowohl die Viskositit als auch die Schmelztemperatur
des Feedstocks weiter abgesenkt werden.

3.2 Probenherstellung

Die Gliederung des Kapitels Probenherstellung lehnt sich an die Abfolge der Prozess-
schritte des MIM-Verfahrens (Abbildung 2.1) an.

3.2.1 Compoundierung

Die Compoundierung des Feedstocks erfolgte auf einem Zweischneckenkneter (ZSK
MC26) der Firma Coperion. Dazu wurde die jeweilige Vormischung {iber eine gravi-
metrische Dosieranlage dem Einzugsbereich des Kneters zugefiihrt. Nach der ersten
Compoundierung ist das Granulat bereits spritzgieBfahig. Eventuell im Granulat
vorliegende Poren miissen in einem zweiten Aufbereitungsschritt entfernt werden.

3.2.2 Spritzgieflen

In dieser Arbeit wurden SpritzgieBversuche mit verschiedenen SpritzgieBmaschinen
und -werkzeugen durchgefiihrt. An einem Zugstabwerkzeug mit Kernzugtechnik
wurden sogenannte Halbstébe gespritzt. Aus diesen Halbstidben wurden Proben fiir die
Sinterdilatometrie préapariert und das FlieBwegende (Grenzfliche zum Kernzug) auf
Entmischungen bzw. Inhomogenititen zwischen Metallpartikel und Binder unter-
sucht. Die Ermittlung rheologischer Groflen verschiedener Feedstocks unter Spritz-
giefbedingungen an Werkzeugen mit Druckaufnehmern wird in Kapitel 3.4.3 er-
lautert.
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Spritzgiefien von Halbstéiben

Fiir den Probekérper wurde der Begriff Halbstab gewahlt, da dieser der Hilfte des
MIM-Zugprobestabs nach DIN EN ISO 2740 aus Abbildung 3.5 entspricht.
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Abbildung 3.5: MIM-Zugprobestab nach DIN EN ISO 2740

Der Zugstab hat als Griinteil eine Gesamtlange von 90 mm. Die zylindrische Mess-
strecke betrdgt 37,6 mm und hat einen Durchmesser von 5 mm. Die Schultern des
Zugstabs sind mit dem Radius R30 abgerundet.

Das SpritzgieBen der Halbstibe erfolgte auf einer Zweikomponenten-Spritzgiel3-
maschine der Firma Arburg vom Typ Allrounder 370S 700-100. Die Maschine ist mit
einem horizontal- und einer vertikalstehenden Spritzaggregat ausgestattet, welches
das Spritzgiefen von 2K-Probekorpern erlaubt. Fiir das SpritzgieBen der Halbstibe
wurde ausschlieflich das horizontale Aggregat benétigt, welches tiber eine MIM-
Schnecke mit einem Durchmesser von 15 mm verfigt. Der dazugehorige
Plastifizierzylinder wird tiber vier mit Widerstandsheizbandern beheizte Zonen tem-
periert.

In Abbildung 3.6 ist die auswerferseitige Halfte des Zugstabwerkeugs mit Kernzug-
technik dargestellt. In der Mitte dieser Ansicht befindet sich der Werkzeugeinsatz mit
den Angusskanilen und der Kavitit, die dem Zugstab seine Form gibt. Neben dem
Werkzeugeinsatz befindet sich auf beiden Seiten ein hydraulischer Kernzugzylinder.
Die Kernzugtechnik ermdglicht das sequentielle Verspritzen von zwei Komponenten
in eine Kavitit oder, wie bei diesen Versuchen, das SpritzgieBen von Halbstiben aus
einer Komponente. In dieser Abbildung ist die Stellung der Kernziige fur das Spritz-
giefen von Halbstiben zu sehen. Auf der linken Seite ist der Zylinder des Kernzugs
zuriickgefahren, wodurch die Kavitit zur Halfte freigegeben wird. Die zweite Kavi-
tatshilfte wird vom Kernzug auf der rechten Seite verschlossen. Beim Einspritzen der
Masse gelangt der Feedstock von der horizontalen Spritzeinheit iiber den unteren
Angusskanal des Werkzeugeinsatzes in die Kavitit. Nach kompletter Fiillung der
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Kavitdtshadlfte (Halbstab) féhrt der Kernzug zuriick und das Werkzeug o6ffnet sich.
Das Formteil und der Anguss bleiben an der auswerferseitigen Werkzeughélfte hén-
gen und werden beim Auswerfvorgang iiber Auswerfer so weit aus der Kavitit ge-
driickt, dass das Formteil noch nicht aus dem Werkzeug fillt und problemlos manuell
entnommen werden kann. Die Werkzeugtemperatur betrug bei allen Versuchen 35 °C.

Anschlusse fur
Positionsendschalter

Hydraulikanschlisse fur
Werkzeugeinsatz Kernzug

Abbildung 3.6: 2K-MIM-Zugstabwerkzeug (auswerferseitige Werkzeughilfte) mit Position der
Kernziige fiir das Spritzgieen von Halbstiben

Die Proben fiir die Dilatometermessung wurden aus dem zylindrischen Bereich des
Halbstabs auf einer Drehbank prépariert. Der Durchmesser von 5 mm wurde beibehal-
ten und die Lénge der Probe auf 6 mm festgelegt. Die Untersuchung des Halbstabs auf
Entmischungen wurde auf die Grenzfliche zur Werkzeugwand und zum Kernzug
konzentriert. Am FlieBwegende ist eine homogene Verteilung der Metallpartikel
gewiinscht, um nach dem Sintern eine gute Grenzflichenfestigkeit zu erhalten. Ein
Mangel an Partikeln an der Grenzflache wiirde sonst zu einer Schwachstelle des Bau-
teils fithren. Die Entmischungsuntersuchung wurde mittels einer lonenstrahlpréparati-
on mit anschlieBender Auswertung von rasterelektronenmikroskopischen Aufnahmen
durchgefiihrt und ist in Kapitel 3.3.1 erklért.

3.2.3 Entbindern

Die Losemittelentbinderung der Proben wurde in einem Destillator der Firma Lomi
GmbH vom Typ LRA-50 durchgefiihrt. Die Entbinderungsdauer in Aceton betrug
1500 min bei 42°C. Nach dieser Zeit war der komplette Wachsanteil aus der Probe
herausgeldst. Die anschlieBende thermische Entbinderung erfolgte unter Argon-
Atmosphire in einem Ofen der Firma PVA TePla AG. Der Ofen wurde mit 5 K/min
auf 600 °C aufgeheizt und diese Temperatur eine Stunde gehalten. Nach der Haltezeit
erfolgte die Abkiithlung mit 10 K/min auf Raumtemperatur.
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3.2.4 Sintern

Fur die Bewertung und den Vergleich des Sinterverhaltens der Feedstocks mit unter-
schiedlichen Partikelgrofenverteilungen und Heizraten wurden Messungen mittels
Sinterdilatometrie durchgefiihrt. Die Messwerte waren zudem fiir die Sintermodellie-
rung erforderlich. Zusétzlich wurden einige Dilatometerproben im Sinterofen der
Firma PVA TePla AG, mit dem auch die thermische Entbinderung durchgefiihrt
wurde, gesintert, um die Vergleichbarkeit der Gefiige nach dem Sintern im Dilatome-
ter und Sinterofen bewerten zu konnen. Die Sinterungen sowohl im Dilatometer als
auch im PV A-Sinterofen erfolgten unter Argon-Atmosphére.

Sinterdilatometrie

Ein Dilatometer dient zur Bestimmung der thermischen Langendnderung fester Kor-
per [81]. Fur grundlegende Untersuchungen zum Sinterverhalten ist die Kenntnis der
Léngeninderung, die sich wihrend des Sinterns ergibt, wichtig. Der Verlauf der Sin-
terkurve in Abhidngigkeit von Temperatur, Dauer, Aufheizgeschwindigkeit und Sin-
teratmosphére erlaubt Riickschliisse auf die abgelaufenen Sinterreaktionen [82].

Die Dilatometermessungen wurden mit dem Gerdt TMA PT1600 der Firma Linseis
Messgerite GmbH durchgefiihrt. Die Langendnderung der Probe wird mit Hilfe eines
Messsystems auf den Wegaufnehmer iibertragen. Das Erfassen der Langendnderung
erfolgt tiber einen hochsensiblen LVDT (Linear Variable Differtential Transformer)
[83].

Bevor fiir ein neues Temperatur-Zeit-Profil das Sinterverhalten der zu messenden
Probe bestimmt wird, muss zundchst eine Referenzmessung durchgefiihrt werden. Die
Referenzmessung dient zur Korrektur der gerdtespezifischen Eigenschaften (thermi-
sche Ausdehnung des Gestinges) des Dilatometers. Dazu wird unter Verwendung
eines Kalibrierkorpers unter der gleichen Autheizrate und Atmosphére wie bei der
spateren Probenmessung eine Referenzdatei erzeugt. Der verwendete Referenzkorper
in dieser Arbeit war ein zylinderférmiger Saphir mit Linge 6 mm und Durchmesser
5 mm analog zur Dilatometerprobe. Die Anpresskraft der Schubstange zum Messen
der Langeninderung auf den Priifkérper muss so grofl sein, dass eine zuverldssige
Ankopplung der Ubertragungselemente an den Priifkorper gesichert ist. Andererseits
darf die Anpresskraft nicht so grof3 sein, dass sie selbst als treibende Kraft das Sintern
beeinflusst und damit eine messbare Léngendnderung verursacht. Bei siamtlichen
Messungen in dieser Arbeit betrug die Anpresskraft 60 mN.

Fiir die Sintermodellierung wurden pro PartikelgroBenverteilung Dilatometermess-
ungen bei drei verschiedenen Temperatur-Zeit-Profilen durchgefiihrt. Zudem wurden
die Vorhersagen des Sintermodells fiir zwei Temperatur-Zeit-Profile mit dem Dilato-
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meter kontrolliert. Fiir jede Probe wurde zur Uberpriifung der Reproduzierbarkeit
mindestens eine Doppelbestimmung durchgefiihrt, teilweise auch eine Dreifachbe-
stimmung. Tabelle 3.4 gibt einen Uberblick iiber die eingesetzten Sinterprofile.

Tabelle 3.4:  Sinterprofile der Dilatometermessungen

Sinterprofile Aufheizrate-Sintertemperatur-Haltezeit-Abkiihlrate

Sinterprofil 2,5 K/min 2,5 K/min - 1280 °C - 300 min - 10 K/min
Sinterprofil 5 K/min 5 K/min - 1300 °C - 300 min - 10 K/min
Sinterprofil 10 K/min 10 K/min - 1320 °C - 300 min - 10 K/min
Sinterprofil 7,5 K/min 7,5 K/min - 1290 °C - 300 min - 10 K/min
Sinterprofil 15 K/min 15 K/min - 1330°C - 300 min - 10 K/min

Vergleichsuntersuchung im Sinterofen

Haufig erfolgt die Sinterung im direkten Anschluss an den thermischen Ent-
binderungsprozess ohne zwischenzeitliche Abkiithlung auf Raumtemperatur. Um die
Geflige der gesinterten Proben aus dem Ofen mit denen aus der Sinterdilatometrie
vergleichen zu koénnen, wurden die Proben nach der thermischen Entbinderung aller-
dings erst auf Raumtemperatur abgekiihlt und anschliefend im Ofen analog dem
Temperatur-Zeit-Profil im Dilatometer gesintert. Fiir die Vergleichsuntersuchung
wurde exemplarisch das Sinterprofil 5 K/min aus Tabelle 3.4 verwendet.

Zusitzlich wurden sogenannte Sinterabbruchversuche an den Proben mit der
PartikelgroBenverteilung 15-22 um durchgefiihrt, um den Sinterfortschritt anhand der
Geflige und der Porositéit beurteilen zu konnen. Tabelle 3.5 zeigt die verwendeten
Temperatur-Zeit-Profile der Sinterabbruchversuche.

Tabelle 3.5:  Temperatur-Zeit-Profile der Sinterabbruchversuche bei Proben mit einer
PartikelgroBenverteilung von 15-22 um

Sinterabbruchversuche Aufheizrate-Sintertemperatur-Haltezeit-Abkiihlrate

Sinterprofil A 5 K/min - 1229 °C - 0 min - 10 K/min
Sinterprofil B 5 K/min - 1300 °C - 7 min - 10 K/min
Sinterprofil C 5 K/min - 1300 °C - 79 min - 10 K/min

Sinterprofil D 5 K/min - 1300 °C - 300 min - 10 K/min
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3.3 Probencharakterisierung

3.3.1 Ionenstrahlpriparation spritzgegossener Griinteile

Das metallographische lonenstrahlétzen ist eine Methode zur physikalischen Kontras-
tierung der Metallpartikel in der Bindermatrix. Durch Beschuss mit Teilchen (Ionen,
Neutralteilchen) hoher Energie (1 - 20 keV) erfolgt ein definierter Abtrag der Fest-
korperoberfliache. Das Geflige des Probekorpers wird dabei nicht verdndert. Der ato-
mare Oberflichenabtrag ist abhdngig vom jeweiligen Probenmaterial und von den
Parametern des lonenstrahldtzverfahrens [84].

Die lonenstrahlpréparation an spritzgegossenen Griinteilen wurde eingesetzt, um
eventuelle Entmischungen von Partikel und Binder nach dem SpritzgieBprozess fest-
stellen zu konnen. Die Préparation der Probe erfolgte in der lonenstrahldtzanlage
BAL-TEC RES 101. Die rasterelektronenmikroskopischen Aufnahmen zur qualitati-
ven Untersuchung der Lage der Metallpartikel im Griinteil wurden im Feldemissions-
Rasterelektronenmikroskop NVision 40 (Carl Zeiss SMT) angefertigt. Sowohl die
Ionenstrahlpréparation als auch die Gefiigedokumentation wurde am Fraunhofer-
Institut fiir Keramische Technologien und Systeme (IKTS) durchgefiihrt.

3.3.2 Gefiige- und Porosititsanalyse der gesinterten Proben

Mechanische Probenpriiparation: Schleifen und Polieren

Nach dem Sintern im PVA-Ofen oder im Dilatometer wurden die Proben vertikal in
der Mitte getrennt, in Epoxidharz eingebettet und mit SiC-Schleifpapier der Kérnun-
gen 320, 500 und 1200 bei einem Anpressdruck von 40 N geschliffen. Der Poliervor-
gang erfolgte mit verschiedenen Poliertiichern (Alpha 6 pm, Dac 3 um, Mol 1 pm),
dem Schmiermittel Lubrikant Green und einer SiO,-Suspension (Chem OP-S).

Porosititsauswertung

Zur Bestimmung der Porositit wurde eine quantitative Gefligeanalyse an den geschlif-
fenen und polierten Sinterproben unter dem Auflichtmikroskop Axioplan mit der
Software Axiovision 4.8.2 von Zeiss durchgefiihrt. Die Pixelauflosung betrug
0,32 um/Pixel. Bei Auswertung der Aufnahmen mit 5x5 Kacheln und einer Auflosung
von 1000x1000 Pixel je Kachel ergab sich eine gemessene Fliche von ca. 2,56 mm>.
Die quantitative Ermittlung der Porositdt erfolgte mit einem dafiir vorgesehenen
Makro. Der Segmentierungs-Schwellwert der Poren lag zwischen 165-185 in einem
Grauwertbereich von 0 bis 256.
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Gefiigeitzung

Um eine gut sichtbare Gefligestruktur zu bekommen, wurden die Proben mit einer
V2A-Beize geidtzt. Dazu wurde die Probe fiir eine Dauer von 8-10 Sekunden unter
standiger Bewegung in die auf 45-50 °C erhitzte V2A-Beize getaucht. Abschlieend
wurde die Probe in ein Wasserbad gelegt, mit Ethanol gereinigt und mit einem Fon
getrocknet.

3.3.3 Dichtebestimmung nach Archimedes

Die Dichte p wurde nach dem Archimedischen Prinzip (DIN ISO 3369) bestimmt. Die
Masse der Probe wurde an Luft (m,) und in destilliertem Wasser (7,) mit bekannter
Dichte (pwasser) ermittelt. Dabei ist die Masse der Probe im Wasserbad um die des
verdrangten Wasservolumens scheinbar geringer. Aus den so ermittelten Werten
ergibt sich die Dichte des porésen Korpers zu [82]:

_ My * Pwasser
p M, —m, 3.3)

Die auf diese Weise bestimmte Dichte ist fehlerhaft, wenn Wasser in von auflen zu-
gingliche Poren eindringen kann (offene Porositit). In diesen Fillen ist es zweckmai-
Big, die Masse (m3) der Probe nach dem Eintauchen in Wasser nochmals an der Luft
zu bestimmen. Daraus ergibt sich die Dichte wie folgt:

_ My " Pwasser
p=——"" G4

mz —m;

Die Gesamtporositit Py, wird aus dem Verhéltnis der Dichte des pordsen Korpers p
zu der des kompakten Materials py, (theoretische Dichte) erhalten und tiblicherweise
in Prozent ausgedriickt [82]:

p
Pyes = (1 - —) -100 .
e o (3.5)
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3.3.4 Kohlenstoffanalyse iiber Trigergasheiflextraktion

Die Trigergasheilextraktion ist ein sehr empfindliches thermisches Messverfahren
zur Bestimmung von Kohlenstoff C, Schwefel S, Stickstoff N und Sauerstoff O in
Feststoffen und Fliissigkeiten.

Ziel der Untersuchung in dieser Arbeit war es, den Kohlenstoffgehalt des Werkstoffs
X65Cr13 im Ausgangspulver, nach der thermischen Entbinderung und nach dem
Sintern zu ermitteln. Die Proben wurden zundchst mit Alkohol entfettet und anschlie-
Bend direkt im Keramiktiegel mit Eisen- und Wolframzuschlag mit dem Gerét Leco
CS 230 analysiert. Zur quantitativen Bestimmung des Kohlenstoffgehalts wird das
Probenmaterial in einem sauerstoffhaltigen Trigergasstrom aufgeheizt. Die aus der
Probe entstehenden Gase werden selektiv erfasst. Der Kohlenstoff wird dabei zu
Kohlenstoffdioxid (CO,) oxidiert und tiber die spezifische Infrarotabsorption identifi-
ziert. Die Quantifizierung erfolgt jeweils tiber eine Kalibration mit zertifiziertem
Referenzmaterial.

3.3.5 Rontgenbeugungsanalyse

Bei der Rontgenbeugungsanalyse (XRD; engl. X-ray diffraction) wird Rontgenstrah-
lung an Kristallgittern gebeugt und die gebeugte Strahlung winkelaufgeldst registriert.
Die Winkelpositionen der Beugungspeaks geben Aufschluss iiber die vorliegenden
kristallinen Verbindungen. Die Intensitdten sind proportional zu den Phasengehalten,
die mit modernen, standardlosen Fitverfahren quantifiziert werden. Aus dem Ver-
gleich der Intensititen mit Datenbankreferenzen kénnen Informationen iiber Vorzugs-
orientierungen (Texturen) erhalten werden. Die Peakbreiten liefern Informationen
iiber Kristallitgrofe und Gitterfehler.

In dieser Arbeit wurde die Rontgenbeugungsanalyse zur Identifizierung und Quantifi-
zierung der Phasen im Gefiige des Werkstoffs X65Cr13 durchgefiihrt, um mogliche
Anderungen in der Phasenzusammensetzung nach dem thermischen Entbindern und
Sintern festzustellen. Dazu wurde neben den Ausgangspulvern <7 um, 15-22 pm und
38-45 pm ein Braunteil und ein gesinterter Probekorper aus der PartikelgroBen-
verteilung 15-22 um analysiert. Die Messung der Proben erfolgte an einem Rontgen-
diffraktometer der Firma Bruker vom Typ D8advance. Die Quantifizierung erfolgte
mittels Rietveldanalyse mit dem Programm TOPAS von Bruker.
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3.4 Rheometrie

Die rheologischen Eigenschaften der Feedstocks wurden sowohl in Rheometern als
auch in SpritzgieBwerkzeugen, die mit Druckfiihlern bestiickt sind, charakterisiert.

Die Bestimmung der Flieligrenze erfolgte mit einem Rotationsrheometer mit Platte-
Platte Geometrie. Das FlieB- und Wandgleitverhalten wurde an zwei Hochdruck-
kapillarrheometern mit spaltformigem FlieBkanal ermittelt. Die Bestiickung der
Schlitzkapillare mit drei bzw. fiinf Druckaufnehmern erméglichte die Erfassung des
Druckverlaufs entlang des FlieBkanals.

3.4.1 Bestimmung der Flieigrenze am Platte-Platte-Rheometer

Die Bestimmung der FlieBgrenzen erfolgte im Rahmen einer Diplomarbeit [85] an
einem Rotationsrheometer der Firma Anton Paar vom Typ MCR-502 mit dem Platte-
Platte-Messsystem PP25/TG (Durchmesser 25 mm). Die Spalthohen wurden je nach
Probe zwischen 1,5 mm und 2,8 mm variiert. Um Lufteinschliisse in der Probe zu
vermeiden, wurde das Granulat zunédchst zu kompakten Tabletten mit einem Durch-
messer von 25 mm (entsprechend Rheometergeometrie) gepresst. Anschlieend wur-
de die Tablette auf die beheizte Platte des Rheometers gelegt und tiber den axial
verschiebbaren Stempel der oberen Platte auf die gewiinschte Dicke eingestellt. Die
Messungen erfolgten schubspannungsgesteuert (CSS) bis zu einer maximalen Schub-
spannung von 7500 Pa bei den Feedstocks mit den Volumenfiillgraden 58 % und
63 % und bis 10000 Pa bei dem Feedstock mit Volumenfiillgrad 68 %. Die Tempera-
tur der Platten betrug 135 °C entsprechend der Massetemperatur der Feedstocks beim
SpritzgieBen. Es wurde jeweils eine Doppelbestimmung durchgefiihrt.

3.4.2 Rheologische Messungen an
Hochdruckkapillarrheometern

Fur die Untersuchung des Einflusses verschiedener PartikelgroBenverteilungen und
Fiillgrade auf das FlieBverhalten von Feedstocks wurde ein im Selbstbau modifiziertes
Hochdruckkapillarrheometer der Firma Goéttfert vom Typ 2001 eingesetzt. Die Mes-
sungen fanden im Versuchstechnikum des Instituts fiir Mechanische Verfahrenstech-
nik und Mechanik am Karlsruher Institut fiir Technologie statt [85]. Der Durchmesser
des temperierbaren Vorlagekanals betrug 15 mm. Die Messungen erfolgten bei einer
Temperatur von 135 °C. Die Schlitzdiise wies eine Lange von 100 mm und eine Brei-
te von 10 mm auf. Die Hohe des Messspaltes konnte durch Einsitze variiert werden.
Zur Korrektur des Wandgleitens nach Mooney wurden zusétzlich zu Messungen mit
einem 1 mm hohen Spalt auch Messungen mit Spalthéhen von 0,8 mm und 1,3 mm
durchgefiihrt. Die Druckmessung erfolgte tiber fiinf DMS-Druckaufnehmer entlang
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des Kanals, die 92,7 mm, 72,6 mm, 52,6 mm, 37,6 mm und 7,6 mm vom Diisenaus-
gang entfernt positioniert waren. Vor der Montage der Aufnehmer wurde eine geringe
Menge des Silikongels BW400 der Firma Wacker Chemie GmbH in das sogenannte
pressure-hole” gefiillt. Durch die Fiillung mit Silikongel ist gewéhrleistet, dass die
Masse durch einen glatten Spalt flieBen kann und es zu keinem Lufteinschluss zwi-
schen Membran und Bohrung kommt. Mit Hilfe der Gleichung (2.32) konnte aus den
gemessenen Driicken und der Geometrie des Rechteckkanals die Schubspannung
berechnet werden. Aus den vorgegebenen Volumenstrdmen und der Kanalgeometrie
ergab sich tiber Gleichung (2.33) die scheinbare Scherrate. Die Reproduzierbarkeit
der Messungen wurde mit jedem Feedstock durch zwei Wiederholungsmessungen
bestatigt.

Die Untersuchung des Flie- und Wandgleitverhaltens zweier Feedstockmassen mit
und ohne zusétzlichen Dispergator erfolgte an einem Hochdruckkapillarrheometer des
Typs Rheograph 75 im Versuchslabor der Firma Géttfert Werkstoff-Priifmaschinen
GmbH. Der Vorlagekanal des Rheometers wies einen Durchmesser von 15 mm auf.
Die verwendete Schlitzkapillare mit einer Linge von 100 mm, einer Breite von
10 mm und einer Héhe von 1 mm verfiigte tiber drei Druckaufnehmer (DMS-Prinzip).
Die Druckmessung erfolgte bei Temperaturen von 135 °C und 100 °C an drei Mess-
stellen entlang des FlieBkanals (75 mm, 50 mm, und 25 mm vom Ausgang der
Schlitzkapillare entfernt). Uber unterschiedliche Kolbengeschwindigkeiten wurden
Volumenstréme von 1,67 mm®/s bis 1666,7 mm’/s angefahren, denen scheinbare
Scherraten von 1 s und 1000 s™ entsprechen. Im Gegensatz zu den Messungen am
Karlsruher Institut fiir Technologie wurde das pressure-hole zu Beginn der Messung
mit Feedstock und nicht mit Silikongel gefiillt.

3.4.3 Rheologische Charakterisierung im Spritzgiefwerkzeug

Fiir die rheologische Charakterisierung verschiedener Feedstockzusammensetzungen
kamen ein ,,Zickzack“- und ein FlieBspiralwerkzeug, die mit Drucksensoren ausge-
stattet waren, zum Einsatz. Dabei wurden mit jeweils drei piezoelektrischen Druck-
aufnehmern die Forminnendruckverldufe bei unterschiedlichen Einspritzvolumen-
stromen registriert. Die SpritzgiefSversuche wurden jeweils an einer Allrounder C320
600-100 der Firma Arburg durchgefiihrt. Die Massetemperatur im Zylinder betrug
135°C und die Werkzeugtemperatur 35 °C.

Zickzack-Werkzeug

Das Zickzack-Werkzeug mit der in Abbildung 3.7 dargestellten Kavitdt wurde ur-
spriinglich konzipiert, um an Massen fiir den Metallpulverspritzguss das Ent-
mischungsverhalten an Umlenkstellen zu untersuchen. In dieser Arbeit wurden mit
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dem Werkzeug zwei MIM-Feedstocks (mit und ohne zusétzlichen Dispergator) hin-
sichtlich ihres FlieB- und Wandgleitverhaltens unter SpritzgieBbedingungen charakte-
risiert.
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Abbildung 3.7: Abmessungen und Position der Druckfiihler bei der Zickzack-Kavitit

Der leicht trapezformige Querschnitt des FlieSkanals (Entformungsschrige 5°) er-
moglichte es, das Werkzeug entlang des FlieBwegs mit drei piezoelektrischen Druck-
fithlern auszuriisten. Die Auswertung der Driicke des angussnahen (pp,;) und mittigen
Druckfiihlers (pp4») erfolgte jeweils zum Zeitpunkt des Ansprechens des angussfernen
Druckfithlers (pp43). Uber die Druckdifferenz (pp1-pp4»), die Linge (L = 68 mm) des
FlieBkanals zwischen dem angussnahen und mittleren Druckfiihlern und der Kanal-
hohe (H = 3 mm) konnte nach Gleichung (2.32) die Wandschubspannung berechnet
werden. Aus den Einspritz-Volumenstrémen, der Kanalbreite (B = 4,5 mm) und -héhe
wurde die scheinbare Scherrate (Gleichung (2.33)) ermittelt.

Flieispiral-Werkzeug

Uber Druckmessungen wihrend des Einspritzens in eine spiralformige Kavitit sollte
das FlieB- bzw. Gleitverhalten von den Feedstocks mit unterschiedlichen Partikel-
groflenverteilungen und Fiillgraden verglichen werden. Die Kavitét hatte eine Kanal-
héhe von 2,2 mm, eine Breite von 6,8 mm und der Abstand zwischen den
Druckaufnehmern pp,; und ppy; betrug 34 mm.
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Abbildung 3.8: Fliespiralkavitit (links) und Griinteil (rechts) mit Kennzeichnung der Positionen
der Druckaufnehmer (pp.1, ppaz, poas) [85]

Die eingespritzte Masse tritt zentral in die FlieBspirale ein und stromt entlang des
Kanals tiber die Druckaufnehmer. Die Vorgehensweise zur Erfassung der Druckwerte
und zur Berechnung der Schubspannungen und scheinbaren Scherraten entspricht der
bei den Versuchen an dem Zickzack-Werkzeug. Zusitzlich wurden nach Gleichung
(2.24) die scheinbaren Viskosititen bestimmt.






4 Ergebnisse

4.1 Analyse der Partikelgroflenverteilungen

Die Kontrolle der Partikelgrofen der extern bezogenen Pulverfraktionen erfolgte iiber
eine PartikelgréBenanalyse. Um zu tiberpriifen, ob die durch Mischen hergestellten
Verteilungen der Berechnung entsprechen, wurden die Mischungen ebenfalls einer
PartikelgroBenmessung unterzogen. Als Ergebnis lagen zundchst die relativen Héu-
figkeiten m;/my,, in der jeweiligen Partikelklassenbreite Ax; vor. Uber die Gleichungen
(2.4) und (2.5) wurden diese in die Verteilungsdichte- und Verteilungssummenwerte
umgewandelt.

4.1.1 Ausgangsfraktionen

In Abbildung 4.1 sind die stetigen Verldufe der Dichte- und Summenverteilung der
Ausgangsfraktionen nach der PartikelgroBenanalyse dargestellt. Die charakteristi-
schen Durchmesser xjg, Xs0, Xoo und die massenspezifische Oberlidche S, wurden bei
der PartikelgroBenmessung von der Auswertesoftware direkt ausgegeben. Die Vertei-
lungsbreite ¢ wurde aus den Messwerten nach Gleichung (2.10) berechnet. Tabelle
4.1 zeigt, dass die Verteilungsbreite o mit zunehmender mittlerer Partikelgrofle deut-
lich abnimmt. Damit einhergehend nihern sich die Pulverfraktionen einer monomoda-
len Verteilung an und der maximal erreichbare Fiillgrad sinkt. Um dennoch eine gute
Verarbeitbarkeit der aufbereiteten Feedstocks zu gewihrleisten, wurde einheitlich ein
Fullgrad ¢, von 58 Vol.-% eingestellt. Die volumenspezifische Oberfliche S lasst
sich aus der Gleichung (2.11) berechnen.

Tabelle 4.1:  Charakteristische Verteilungswerte und spezifische Oberfldchen der Ausgangs-

fraktionen

Feedstock . s o ’ SZM € fV N
[nm] [nm] [nm] [-1 [m7/g] (%] [m"/m’]

<7 pm 3,0 5,1 8,7 0,44 1,27 58 7,78-10°
7-15 pm 6,9 10,8 17,1 0,37 0,59 58 3,57-10°
15-22 pm 11,4 16,4 23,7 0,30 0,38 58 2,30-10°
22-32 pm 17,7 24,7 34,6 0,27 0,25 58 1,51-10°
32-38 pm 27,8 38,0 51,6 0,25 0,16 58 0,98-10°

38-45 pm 32,9 44,8 60,5 0,25 0,14 58 0,83-10°
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Verteilungsdichte q,(x) [%/um]

Verteilungssumme Q,(x) [%]

<7um

- - - 7-15um
15-22um

== 22-32um

------ 32-38um

- - - 38-45um

100

1|0‘
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100

Abbildung 4.1: Gemessene Verteilungsdichte und Verteilungssumme der Ausgangsfraktionen



4.1 Analyse der Partikelgrofienverteilungen 51

4.1.2 Gemischte Pulververteilungen aus Ausgangsfraktionen

In Abbildung 4.2 ist die Verteilungssumme nach der Messung dargestellt. Die Vertei-
lungen mit einer mittleren PartikelgroBe xso von 22 um und unterschiedlicher Vertei-
lungsbreite o schneiden sich, wie zu erwarten, im Wendepunkt. Je enger die
Verteilungsbreite o ist, desto steiler ist der Anstieg der Kurve. Umgekehrt sind die
Verteilungen mit variierendem x5, und konstantem ¢ vom Verlauf her identisch und
nur auf der x-Achse verschoben.
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Abbildung 4.2: Gemessene Verteilungssumme der gemischten Pulververteilungen

Der Vergleich zwischen den fiir die einzelnen Pulvermischungen berechneten und
gemessenen Werten in Tabelle 4.2 zeigt zudem eine gute Ubereinstimmung. Die
Feedstocks 22 050 58 und 22 050 68 besitzen dieselbe PartikelgroBenverteilung wie
Feedstock 22 050 _63.

Durch die PartikelgroBenanalyse konnte somit bestdtigt werden, dass die aus ver-
schiedenen PartikelgroBenverteilungen aufbereiteten Mischungen den vorgegebenen
PartikelgroBenverteilungen sehr nahe kommen.
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Tabelle 4.3 enthdlt neben der mittleren Partikelgrofe und der Verteilungsbreite weite-
re charakteristischen Werte der berechneten Pulvermischungen analog zur Tabelle 4.1
fiir die Ausgangspulver.

Es ist zu erkennen, dass sich die massenspezifische Oberfliche S), der Pulververtei-
lungen mit variierender mittlerer Partikelgrofe xso aber konstanter Verteilungsbreite o
deutlich voneinander unterscheiden. Im Gegensatz dazu sind die massenspezifischen
Oberflichen S), bei variierender Verteilungsbreite o, aber konstanter mittlerer
Partikelgrofe xsq, mit 0,29 mz/g, 0,31 m?/ gund 0,35 mz/g dhnlich.

Tabelle 4.2:  Vergleich der berechneten mit den gemessenen Werten der gemischten Pulverver-

teilungen
Feedstock X509 berechnet Xs0 gemessen o berechnet o gemessen
14_050_63 14,0 pm 13,5 pm 0,50 0,51
22 050_63 22,0 pm 21,4 um 0,50 0,50
30_050_63 30,0 pm 29,3 pm 0,50 0,52
22 035_63 22,0 pm 21,8 pm 0,35 0,36
22 065_63 22,0 pm 22,1 pm 0,65 0,63

Tabelle 4.3:  Charakteristische Verteilungskenngrofien und spezifische Oberflachen der ge-
mischten Pulververteilungen

X10 Xs0 X990 c Su Cyv Sy
Feedstock ) o 5 3
[nm] [nm] [pm] [-] [m7/g] [%o] [m/m’]
14_050_63 7,0 13,5 24,8 0,51 0,53 63 3,04-10°
22 050_63 11,5 21,4 39,0 0,50 0,31 63 1,91-10°
30 050 _63 15,2 29,3 52,2 0,52 0,24 63 1,41-10°
22 035_63 13,9 21,8 34,0 0,36 0,29 63 1,76-10°

22 06563 9.8 22,1 45,2 0,63 0,35 63 1,99-10°
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4.2 Sinterverhalten

4.2.1 Sinterdilatometrie

Das Sinterverhalten der Feedstocks mit unterschiedlichen PartikelgroBenverteilungen
wurde anhand von Dilatometermessungen bei verschiedenen Temperatur-Zeit-
Profilen miteinander verglichen. Die Messwerte stellten zudem die Basis fiir die
Sintermodellierung dar. Da Wasserstoft als Sinteratmosphére zu einer Abkohlung der
X65Cr13-Pulver fiihrt, wurde eine Argon-Atmosphire verwendet.

Sinterverhalten der Ausgangspulverfraktionen

Die aus den sechs Ausgangspulververteilungen des Werkstoffs X65Cr13 aufbereiten
Feedstocks wiesen alle einen Fiillgrad von 58 Vol.-% auf. Abbildung 4.3 zeigt das
Schwindungsverhalten dieser sechs Feedstocks bei einer Heizrate von 5 K/min und
einer Sinter-Haltetemperatur von 1300 °C. Gut zu erkennen ist die Umwandlung der
kubisch-raumzentrierten o-Phase in die kubisch-flichenzentrierte y-Phase bei ca.
800°C.
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Abbildung 4.3: Sinterverhalten unterschiedlicher AusgangspartikelgroBBenverteilungen X65Cr13
bei gleichem Temperatur-Zeit-Profil (Autheizen mit 5 K/min auf 1300 °C, Temperatur-Haltezeit
5 Stunden, Abkiihlen mit 10 K/min)
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Zunéchst wird deutlich, dass der Gesamtschrumpf mit zunehmender Partikelgrofie
abnimmt. Zwischen der feinsten (<7 pm) und der grébsten (38-45 pum) Partikel-
groflenverteilung betrdgt die Differenz der Sinterschwindung ca. 6 %. Zudem zeigt
sich ein deutlicher Zusammenhang zwischen PartikelgroBe und der Sintergeschwin-
digkeit. Je kleiner die Partikelgrofe, umso hoher ist die Schwindungsrate, was sich an
den Steigungen der Kurvenverldufe nach Sinterbeginn erkennen ldsst. Zudem begin-
nen feine Pulver bereits bei niedrigeren Temperaturen zu sintern. Das beschriebene
Verhalten liegt darin begriindet, dass mit abnehmender PartikelgréBe die spezifische
Oberflache und damit die Triebkraft des Sinterprozesses ansteigt.

In Abbildung 4.4 ist der Verlauf der Sinterschwindung tiber der Temperatur fiir die
unterschiedlichen Partikelgrofenverteilungen bei drei verschiedenen Autheizraten
dargestellt. Mit abnehmender Heizrate verschiebt sich der Sinterbeginn fiir alle unter-
suchten PartikelgréBen zu niedrigeren Temperaturen. Der Einfluss des Temperatur-
Zeit-Profils auf den Gesamtschrumpf steigt mit zunehmender Partikelgr6fe. Hierbei
fithrt eine Erhohung der Heizrate verbunden mit einer gleichzeitigen Anhebung der
Haltetemperatur zu einem groferen Gesamtschrumpf. Wihrend bei der Partikel-
grofenverteilung <7 pm die Sinterschwindungen am Ende der Temperatur-Haltezeit
bei allen drei Temperaturprofilen anndhernd deckungsgleich liegen, betrigt die Diffe-
renz bei 38-45 um ca. 1 %.

Offensichtlich lédsst sich das Sinterverhalten sowohl tiber das Temperatur-Zeit-Profil
als auch tiber die Partikelgroenverteilung gezielt variieren, wobei die Partikelgrofen-
verteilung den stirkeren Einfluss hat.
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Abbildung 4.4: Sinterverhalten der AusgangspartikelgroBBenverteilungen X65Cr13 in Abhéingig-

keit des Temperatur-Zeit-Profils
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Sinterverhalten der gemischten Pulververteilungen aus Ausgangsfraktionen

Die in Abbildung 4.3 betrachteten Ausgangspartikelgrofenverteilungen unterscheiden
sich sowohl beziiglich der mittleren Partikelgrofe xso als auch in der Verteilungsbreite
0. Um den Einfluss beider Kennwerte getrennt voneinander bewerten zu konnen, ist in
Abbildung 4.5 das Sinterverhalten von Feedstocks mit unterschiedlicher mittlerer
Partikelgréfe x5, bei konstanter Verteilungsbreite o dargestellt und umgekehrt.
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Abbildung 4.5: Sinterverhalten in Abhéngigkeit der eingestellten PartikelgroBenverteilungen
(charakterisiert durch xs (erste Zahl) und o (zweite Zahl))bei gleichem Temperatur-Zeit-Profil
(Aufheizen mit 5 K/min auf 1300 °C, Temperatur-Haltezeit 5 Stunden, Abkiihlen mit 10 K/min)

Es zeigt sich, dass sich Feedstocks mit konstanter Verteilungsbreite o und variierender
mittlerer PartikelgrofBe xso deutlich in der Schwindungsrate und im Gesamtschrumpf
unterscheiden. Hingegen hat bei konstantem mittleren Durchmesser die Variation der
Verteilungsbreite nur geringen Einfluss auf das Sinterverhalten. Die drei Sinterkurven
mit x50 = 22 pm, jedoch unterschiedlichen Verteilungsbreiten, liegen sehr dicht beiei-
nander. Die Schwindungsrate und der Gesamtschrumpf lassen sich offensichtlich vor
allem durch die Wahl der PartikelgroBe x5, gezielt variieren. Dies erklért sich wiede-
rum durch Betrachtung der spezifischen Oberflichen aus Tabelle 4.3. Partikelgrofen-
verteilungen mit variierender Partikelgrofe und konstanter Verteilungsbreite unter-
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scheiden sich deutlich beziiglich ihrer spezifischen Oberfliche. Hingegen sind die
spezifischen Oberflachen der Pulververteilungen mit konstanter mittlerer Partikel-
grofle und unterschiedlicher Verteilungsbreite sehr dhnlich.

4.2.2 Kohlenstoffanalyse

Der Kohlenstoffgehalt der gesinterten Proben der sechs Ausgangspartikelgrofen-
verteilungen (Tabelle 4.4) wurde mittels Trigergasheiflextraktion gemessen.

Tabelle 4.4: Ermittelte Kohlenstoffgehalte in Gew.-% verschiedener PartikelgroBenverteilungen

<7 pm 7-15 pm 15-22 pm 22-32 pm 32-38 pm 38-45 pm

0,59 0,61 0,62 0,62 0,62 0,63

Tendenziell nimmt der Kohlenstoffgehalt mit abnehmender Partikelgrofe leicht ab.
Im Mittel ergibt sich fiir die untersuchten Proben nach dem Sintern ein Kohlenstoff-
gehalt von 0,61 Gew.-%. Zusitzlich wurde der Kohlenstoffgehalt der Ausgangspulver
und der thermisch entbinderten Proben von den Partikelgroenverteilungen 15-22 pm
und 38-45 pum bestimmt. Der Kohlenstoffgehalt des Ausgangspulvers und der ther-
misch entbinderten Proben betrigt 0,69 Gew.-%. Die Verringerung des Kohlenstoff-
gehalts wihrend des Sinterns erklart sich durch die Reaktion des Kohlenstoffs mit den
Metalloxiden auf der Pulveroberfliche zu Kohlenstoffmonoxid (CO).

In Vorversuchen wurde festgestellt, dass Wasserstoff als Sinteratmosphédre den
X65Cr13-Pulvern bis zu 0,47 Gew.-% Kohlenstoff entzieht. Durch eine Argon-
Atmosphére konnte somit die maximale Kohlenstoffabnahme auf 0,1 Gew.-% be-
grenzt werden.

4.2.3 Phasenzusammensetzung

Die Phasenzusammensetzung wurde an Proben der PartikelgroBenverteilung von
15-22 pm durch Rontgenbeugung am Ausgangspulver, nach dem thermischen
Entbinderungsprozess und nach dem Sintern ermittelt. Zusitzlich wurden die Phasen-
anteile des feinsten (<7 um) und grobsten (38-45 pm) Ausgangspulvers analysiert. In
Tabelle 4.5 sind die quantifizierten Phasenanteile in Gew.-% angegeben. Die Nach-
weisgrenzen fir die Phasenanteile wurden auf etwa 0,5 Gew.-% abgeschitzt. Andere
als die in der Tabelle angegebenen Phasen konnten nicht gefunden werden.



58 4 Ergebnisse

Tabelle 4.5: Phasenanteile (in Gew.-%) verschiedener Proben und Behandlungszustinde

Probe a-Fe v-Fe (Cr,Fe),C;
Pulver <7 pm 19 81 <0,5%
Pulver 38-45 um 5 95 <0,5%
Pulver 15-22 pm 6 94 <0,5%
Therm. Entbindert 15-22 pm 94 <0,5% 6
Gesintert 15-22 um 72 28 <0,5%

* unterhalb der Nachweisgrenze
Phasenzusammensetzung der Ausgangspulver

Bei der Phasenzusammensetzung der Ausgangspulver iiberwiegt deutlich der Anteil
an y-Eisen. Dennoch zeigt das Pulver < 7 pm im Vergleich zu den Pulvern 15-22 um
und 38-45 pm einen deutlich hoheren Anteil an o-Eisen. Der Verdiisungsprozess
erfolgt unter prozesstechnischen Bedingungen, die der Pulverhersteller nicht bekannt
gibt. Dies erschwert eine Interpretation der Ergebnisse. Den Messwerten nach zu
urteilen, hat die PartikelgréBe einen Einfluss auf die Phasenzusammensetzung bei der
Herstellung der Pulver durch Verdiisung. Die unterschiedlichen Phasenanteile in den
Ausgangspulvern (Tabelle 4.5) scheinen in der Abkiihlgeschwindigkeit begriindet zu
sein. Feinere PartikelgroBenverteilungen weisen eine groflere spezifische Oberfliche
auf und kiihlen damit schneller ab als grobere Pulververteilungen. Zudem haben die
feinen Partikel eine geringere Masse, verbleiben langer im Gasstrom und haben da-
durch mehr Zeit rasch abzukiihlen bevor sie sich auf den Pulverhaufen der Ver-
diisungsanlage treffen und in diesem nur noch langsam abkiihlen. Die raschere
Abkiihlung der feinen Pulverteilchen koénnte die Ausbildung einer o-Phase begiinsti-
gen.

Phasenzusammensetzung nach dem thermischen Entbindern

Wihrend der thermischen Entbinderung der Pulver bei 600 °C diffundieren Kohlen-
stoffatome aus dem kubisch-flichenzentrierten Gitter des y-Eisens. Aus Tabelle 4.5
geht hervor, dass sich nach dem Entbindern hauptséchlich a-Eisen (94 Gew.-%) ge-
bildet hat. Ein Anteil von 6 Gew.-% wurde als Karbide (Cr,Fe),C; ausgeschieden. Mit
Hilfe der Rontgenbeugungsanalyse konnte zudem iiber die Linienbreite im
Diffraktogramm festgestellt werden, dass die deutliche Menge an Gitterfehlern, die in
den Ausgangspulvern vorhanden sind, bei der thermischen Entbinderung weitestge-
hend ausheilen. Neben der spezifischen Oberfldache fiihren auch Gitterfehler zu einer
Abweichung vom Zustand des thermodynamischen Gleichgewichts [86]. Durch das
Ausheilen der Gitterfehler wéhrend der thermischen Entbinderung sinkt die Sinterak-
tivitdt der Pulver.
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Phasenzusammensetzung nach dem Sintern

In der Aufheizphase des Sinterprozesses wandelt sich a-Eisen unabhéngig von der
PartikelgroBe bei einer Temperatur von ca. 800 °C in y-Eisen um. Diese Phasenum-
wandlung ist mit einer Dichtezunahme verbunden, die in den Schwindungskurven der
Sinterdilatometrie (Abbildung 4.3) gut zu erkennen ist. Bei den verwendeten Sinter-
haltetemperaturen von 1280 °C, 1300 °C und 1320 °C und einer Haltedauer von
300 min befindet sich der Werkstoff X65Cr13 unabhéngig von der Partikelgrofie im
Austenitbereich. Im Laufe der Abkiihlung mit 10 K/min auf Raumtemperatur wandelt
das Geflige groftenteils in a-Eisen (72 Gew.-%) um. Es verbleibt ein Anteil nach dem
Sintern von 28 Gew.-% Restaustenit. Eine ausgepragte Phasenumwandlung von y- in
a-Eisen ist in den Abkiihlungsskurven der Sinterdilatometrie nicht zu erkennen.

4.2.4 Gefiigeausbildung

Gefiige der sechs Ausgangspulverfraktionen nach dem Sintern

Die lichtmikroskopischen Gefiigeaufnahmen in Abbildung 4.6 verdeutlichen den
extremen Einfluss der PartikelgroBe auf das Sinterverhalten. Wihrend die feinen
Pulverfraktionen (Abbildung 4.6 a-c) auf Dichten von 90 % und héher sintern, lassen
sich bei den groberen Verteilungen noch die Ausgangspartikel erkennen. Fiir die
Partikelgr6fenverteilungen 32-38 pm und 38-45 pum haben sich lediglich Sinterhilse
ausgebildet.

Bei allen sechs PartikelgroBenverteilungen wurde nach dem Sintern unter dem Mikro-
skop eine grobe Martensitnadelstruktur mit Restaustenitanteilen (helle Bereiche im
Korn) beobachtet. Fur die PartikelgroBenverteilung 15-22 pm wurde in Kapitel 4.2.3
iiber Rontgenbeugung ein Martensitanteil von 72 Gew.-% und ein Austenitanteil von
28 Gew.-% ermittelt.
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Abbildung 4.6: Lichtmikroskopische Gefligeaufnahmen von sechs verschiedenen Partikel-
groflenverteilungen unter gleichen Sinterbedingungen (5K/min-1300°C-300min-10K/min)

Gefiige der Sinterabbruchversuche

Abbildung 4.7 zeigt die Entwicklung des Gefiiges wihrend des Sinterns fur die
PartikelgroBenverteilung 15-22 um in Sinterabbruchversuchen. Wihrend in der Auf-
heizphase bei 1229 °C (Aufnahme a), beziehungsweise nach einer Haltezeit von
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7 Minuten bei der Sintertemperatur 1300 °C (Aufnahme b), die einzelnen Partikel und
ihre Sinterhilse noch deutlich zu erkennen sind, sind die Partikel nach einer Haltezeit
von 79 Minuten (Aufnahme c) bereits weitestgehend zusammengewachsen. Nach
einer Haltezeit von 300 Minuten bei 1300 °C (Aufnahme d) sind die Kérner deutlich
gewachsen. Innerhalb dieser Korner haben sich runde Poren ausgebildet.

20 pm
D1 2 }—{

a) Sinterprofil A: 5K/min-1229°C-Omin-10K/min

D_ 10,

b) Sinterprofil B: 5K/min-1300°C-7min-10K/min

f - N
.
0

20 pm
D_12 002221 —

¢) Sinterprofil C: 5K/min-1300°C-79min-10K/min d) Sinterprofil D: 5K/min-1300°C-300min-10K/min

Abbildung 4.7: Lichtmikroskopische Gefiigeaufnahmen der Partikelgrolenverteilung 15-22 um
im zeitlichen Sinterverhalten mit Dichten von 73 % (a), 81 % (b), 86 % (c) und 89 % (d) be-
stimmt {iber eine Quantitative Gefligeanalyse (QGA)

Vergleich der Gefiige im Dilatometer und im Sinterofen

Abbildung 4.8 zeigt exemplarisch die gute Ubereinstimmung der Gefiige von Proben
aus der Sinterdilatometrie und dem Sinterofen anhand von lichtmikroskopischen
Aufnahmen fiir die Partikelgroflenverteilungen 15-22 pm und 38-45 pm. Quantitativ
wird diese Ubereinstimmung durch den Vergleich der Restporosititen bestitigt. In
Tabelle 4.6 sind die Restporosititen der PartikelgroBenverteilungen 15-22 pm und 38-
45 pm nach dem Sintern im Dilatometer und Sinterofen gegeniibergestellt. Neben der
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Bestimmung iiber eine Quantitative Gefligeanalyse (QGA) wurden die Rest-
porosititen der Proben nach der Archimedes-Methode ermittelt. Versuche mit einem
direkt an die thermische Entbinderung anschliefenden Sintern im Ofen ohne den
Zwischenschritt der Abkiihlung auf Raumtemperatur haben hingegen gezeigt, dass die
Proben eine hohere Enddichte nach dem Sintern erreichten und somit nicht mit den
Proben nach der Messung im Dilatometer vergleichbar waren.
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Abbildung 4.8: Lichtmikroskopische Gefiigeaufnahmen gesinterter Proben im Dilatometer und
Sinterofen der PartikelgroBenverteilungen 15-22 um und 38-45 um unter identischen Sinterbe-

dingungen (5 K/min - 1300 °C - 300 min - 10 K/min / Argon)

Tabelle 4.6:  Restporosititen gesinterter Proben im Dilatometer und Sinterofen der
PartikelgroBenverteilungen 15-22 pm und 38-45 pm bestimmt iiber eine Qualita-
tive Gefiigeanalyse (QGA) und nach Archimedes

Probe QGA [%] Archimedes [%]
15-22 pm Dilatometer 11,9 12,0
15-22 pm Sinterofen 10,9 10,6
38-45 pm Dilatometer 30,5 28,7

38-45 pm Sinterofen 30,5 28,4
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4.2.5 Sintermodellierung mit Master-Sinter-Kurven

Aufbereiten der Messwerte aus der Sinterdilatometrie

Dilatometerkurven geben die Summe aus thermischen Dehnungen, Phasenumwand-
lungen und Sinterschwindungen wieder. Da fiir Sintermodelle nur die Sinterschwin-
dungen mafgeblich sind, wurden zunichst die Dilatometerkurven um die thermische
Ausdehnung des Materials korrigiert. Hierzu wurde die gesamte Messkurve mit dem
zwischen 200 und 600 °C ermittelten Wiarmeausdehnungskoeffizienten korrigiert. Die
in Kapitel 4.2.1 dargestellten Schwindungsverldufe zeigen, dass die Sinterschwindung
bei unterschiedlichen PartikelgroBenverteilungen und Heizraten frithestens in einem
Temperaturbereich von 1000 bis 1050 °C einsetzt. Unterhalb dieses Temperaturbe-
reichs weisen die Kurven einen nahezu deckungsgleichen Verlauf auf, auch im Be-
reich der Phasenumwandlung. Fiir die Sintermodellierung werden deshalb die um die
thermische Ausdehnung korrigierten Schwindungen zwischen Ende der Phasenum-
wandlung (ab ca. 1000 °C) und Ende der Temperaturhaltezeit verwendet. In Abbil-
dung 4.9 sind beispielhaft fiir die PartikelgroBenverteilung 15-22 pum die
Schwindungswerte nach der Korrektur der thermischen Ausdehnung und die fur die
Sintermodellierung verwendeten Kurvenabschnitte dargestellt.
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Abbildung 4.9: Sinterverhalten fiir die PartikelgroBenverteilung 15-22 um in Abhdngigkeit der
Temperatur-Zeit-Profile nach Korrektur der thermischen Ausdehnung (links) und fiir die Sinter-
modellierung verwendete Messdaten (rechts)

Berechnung der Master-Sinter-Kurve (MSC)

Nach der Korrektur der thermischen Ausdehnung und Phasenumwandlung wurden die
Schwindungswerte in Dichten umgerechnet und fiir alle gemessenen Aufheizraten in
das Programm zur Berechnung der Master-Sinter-Kurve geladen. Aus den Tempera-
tur-Zeit-Profilen 7(¢) mit Heizraten von 2,5 K/min, 5 K/min und 10 K/min und mit
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einer zundchst angenommenen Aktivierungsenergie  wurde die Theta-Funktion
A1,1(¢)) nach Gleichung (2.18) berechnet.

o(t, () = Lt%-exp (—%)-dt (2.18)

Im néchsten Schritt wurde die Dichte p fiir die drei gemessenen Temperatur-Zeit-
Profile 7(¢) tiber log(®) in einem Diagramm aufgetragen und mit der Fitfunktion aus
Gleichung (2.20) angepasst.

a

(_ Mﬂc (2.20)

p=pot
[1+exp

Wihrend der Regressionsrechnung werden die Aktivierungsenergie Q und die Para-
meter der Fitfunktion solange variiert, bis die Summe der Abweichungsquadrate
zwischen den um die thermische Dehnung korrigierten Messpunkten aus der Sinter-
dilatometrie und der Fitkurve ein Minimum erreicht. Der verwendete Algorithmus
kombiniert eine lineare Regression fiir den Parameter ¢ mit dem Verfahren nach
Powell [87] fiir die iterative Optimierung der Parameter Q, log(©)), b und c. Auf diese
Weise ergaben sich fur die PartikelgroBenverteilung 15-22 pm die Parameter der
Tabelle 4.7. Im Gegensatz zu Teng [59] wird die bekannte Ausgangsdichte p, nicht
als anzugleichender Parameter behandelt, sondern als vorzugebende Konstante defi-
niert. Da der Feedstock fiir die PartikelgroBenverteilung 15-22 um einen Volumen-
fiillgrad von 58 % aufweist, entspricht p, diesem Wert.

Tabelle 4.7:  Parameter zur Berechnung der Master-Sinter-Kurve fiir die Partikelgrofen-
verteilung 15-22 pm

Parameter  po[%] a [%l] b -] [ log(&) [log(s/K)]| 0 [kJ/mol]

15-22 pm 58,0 39,3 0,57 0,7 -15,68 431,0

Abbildung 4.10 zeigt die mit den Parametern aus Tabelle 4.7 berechnete Master-
Sinter-Kurve und die Messpunkte aus der Sinterdilatometrie fiir die Heizraten
2,5 K/min, 5 K/min und 10 K/min bei einer PartikelgroBenverteilung von 15-22 pm.
Es wird deutlich, dass die Kurve den Dichteverlauf bei allen drei Autheizgeschwin-
digkeiten gut abbildet. Die Messpunkte liegen tiber einen weiten Bereich direkt auf
der Master-Sinter-Kurve. Mit Hilfe der bekannten Parameter der Master-Sinter-
Funktion ldsst sich nach Gleichung (2.18) fiir beliebige Temperatur-Zeit-Verldufe die
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Thetafunktion &X¢, 7(¢)) berechnen und damit nach Gleichung (2.20) der Dichtever-
lauf tiber Theta.

100

o 2,5K/min bis 1280°C
95 - o 5K/min bis 1300°C
A 10K/min bis 1320°C
90 4| —— MSC 15-22um
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Abbildung 4.10: Berechnete MSC fiir die PartikelgroBBenverteilung 15-22 pm aus Schwindungs-
werten bei Heizraten von 2,5 K/min, 5 K/min und 10 K/min

Vorhersage des Sinterverhaltens bei verschiedenen Temperatur-Zeit-Profilen

Ziel ist es, mit Hilfe der Master-Sinter-Funktion das Schwindungsverhalten fiir belie-
bige Temperatur-Zeit-Profile vorherzusagen. Die Ubereinstimmung der iiber die
Master-Sinter-Funktion berechneten Schwindungsverldufe mit den um die thermische
Dehnung korrigierten Messwerten aus der Sinterdilatometrie ist flir die Partikel-
groflenverteilung 15-22 um aus Abbildung 4.11 ersichtlich. Die Standardabweichun-
gen (Stabw.)

1 n 2
Stabw. = — E ) (Sberechnet - ggemessen) (4.1)
n 1 i=1

zwischen den gemessenen Schwindungen egemessen Und den berechneten Werten
Eperechnet TUT die Schwindungen sind bei den drei untersuchten Heizraten akzeptabel.
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Abbildung 4.11: Vergleich der Messwerte aus Dilatometermessungen und der Berechnung der
Schwindungsverldufe aus der MSC fiir 15-22 pm

Abbildung 4.12 zeigt fiir die PartikelgroBenverteilungen 15-22 pm und 22-32 um die
Vorhersagen des Schwindungsverhaltens bei einer Heizrate von 7,5 K/min. Ein Ver-
gleich mit den im Dilatometer gemessenen Schwindungen bestitigt den vorhergesag-
ten Verlauf. Fir die PartikelgroBenverteilung 22-32 pm wurde zudem der
Schwindungsverlauf fiir eine Heizrate von 15 K/min prognostiziert.
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Abbildung 4.12: Vorhergesagte Schwindungsverldufe iiber die Master-Sinter-Kurve und Ver-
gleich mit Messwerten aus der Sinterdilatometrie fiir PartikelgroBenverteilung 15-22 pm (links)
und 22-32 pm (rechts)

Die berechneten Standardabweichungen bestitigen die gute Ubereinstimmung der
Vorhersage mit den Messwerten. Die zutreffende Prognose des Sinterverhaltens fiir
eine Heizrate von 15 K/min macht deutlich, dass sich Vorhersagen fiir Schwindungs-
verldufe auch fir Heizraten durchfiihren lassen, die auflerhalb des Bereichs der ge-
messenen Heizraten (2,5 K/min, 5 K/min und 10 K/min) liegen.

Vorhersage des Sinterverhaltens bei verschiedenen Partikelgrofienverteilungen

Aus den bekannten Master-Sinter-Kurven zweier PartikelgroBenverteilungen ldsst
sich bei gleichen Fiillgraden das Sinterverhalten weiterer Partikelgroenverteilungen
ndherungsweise vorhersagen. Aus Abbildung 4.5 geht hervor, dass die mittlere
PartikelgroBenverteilung x5, den Kennwert der Partikelgrofenverteilung darstellt,
welcher beziiglich des Sinterverhaltens dominant ist. Deshalb werden die beiden
bekannten Master-Sinter-Kurven in einem 3D-MSC-Diagramm mit x5, als dritter
Achse aufgetragen. Im gewihlten Beispiel mit X65Cr13 wird die Master-Sinter-
Kurve fiir die PartikelgroBenverteilung 7-15 pm (xso = 10,8 um) durch lineare Inter-
polation der FEinzelparameter der Master-Sinter-Kurven der Partikelgrofen-
verteilungen <7 um (xso = 5,1 um) und 15-22 pm (x50 = 16,4 pm) gewonnen.



68 4 Ergebnisse

—=— MSC <7pm ‘
MSC 15-22um ‘ ‘
@ MSC 7-15um

T
5

Dichte [%]

L

loo, > o
%(@//Og’; ’;\% . ,'
S//r)/ A ’f\bc q

Abbildung 4.13: 3D-MSC-Diagramm mit den Master-Sinter-Kurven von <7 pm und 15-22 pm
und die interpolierte Master-Sinter-Kurve 7-15 pm

Mit den aus der Interpolation erhaltenen Parametern fiir die Master-Sinter-Kurve von
7-15 um soll nun fiir diese PartikelgroBenverteilung das Schwindungsverhalten bei
verschiedenen Heizraten vorhergesagt werden. Abbildung 4.14 vergleicht die vorher-
gesagten Schwindungsverldufe bei den drei untersuchten Heizraten mit den iiber die
Sinterdilatometrie ermittelten Messwerten. Die Vorhersage fithrt im Vergleich zu den
Messwerten aus dem Dilatometer zu hoheren Schwindungen.

Aus den Standardabweichungen zwischen den Messwerten und der Vorhersage geht
hervor, dass die Abweichungen fiir die Vorhersage des Sinterverhaltens einer Partikel-
groflenverteilung durch Interpolation der Master-Sinter-Kurven anderer Partikel-
grofenverteilungen deutlich grofer sind als die Vorhersage des Sinterverhaltens

innerhalb einer PartikelgroBenverteilung fiir verschiedene Heizraten aus Abbildung
4.12.



4.2 Sinterverhalten 69

2
Stabw.(2,5K/min) = 1,004%
0 . Stabw.(5K/min) = 0,9220%
DDD Stabw.(10K/min) = 0,9583%
2 ”DD
4 b
S
o 64
c
3
£ 8
Z
G -104
w
124
-14 4
-16 T T T T T T T T
0 100 200 300 400 500 600 700 800
Zeit [min]
—— Vorhersage 7-15pum 2,5K/min o Messwerte 7-15um 2,5K/min
— Vorhersage 7-15um 5K/min o Messwerte 7-15um 5K/min
—— Vorhersage 7-15um 10K/min 4 Messwerte 7-15um 10K/min

Abbildung 4.14: Vorhersage des Schwindungsverlaufs fiir die PartikelgroBenverteilung 7-15 pm
bei drei Heizraten tber die interpolierte Master-Sinter-Kurven 7-15 um und Vergleich mit
Messwerten aus der Sinterdilatometrie. Die Interpolation der Master-Sinter-Kurve 7-15 pm
erfolgte durch die Master-Sinter-Kurven <7 pm und 15-22 um aus Abbildung 4.13.
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4.3 Entmischungsanalyse in spritzgegossenen Proben

Die Ionenstrahlpréparation und die rasterelektronenmikroskopischen Untersuchungen
an den Halbstiben zum Erkennen von Entmischungen erfolgte am Fraunhofer-Institut
fiir Keramische Technologien und Systeme (IKTS). Interessant ist die Analyse der
spritzgegossenen Proben (Halbstibe) auf Entmischungen iiber den gesamten Flie3-
weg. Im Hinblick auf 2K-Bauteile liegt der Fokus der Analyse jedoch auf dem FlieB3-
wegende. In Abbildung 4.15 sind die analysierten Probengebiete schematisch dar-
gestellt.

P = ~ =

Abbildung 4.15: Schematische Darstellung der in den REM-Aufnahmen dokumentierten Pro-
bengebiete (Positionen 1-4)

Die Probengebiete 1-3 stellen im Falle eines 2K-Zugstabs, der aus zwei Halbstdben
besteht, die Grenzflache zwischen den beiden Komponenten dar. Die Position 4 be-
findet sich ca. 2-3 mm hinter dieser Grenzfldche. Zu erkennen ist, dass die Positionen
1 und 4 in der Mittelachse des Halbstabs liegen und somit keine Scherung erfahren.
Die Positionen 2 und 3 befinden sich direkt an der Oberflidche des Griinteils.

In Abbildung 4.16 sind rasterelektronenmikroskopische Aufnahmen des Feedstocks
22 065 63 dargestellt. Sie zeigen eine sehr homogene Verteilung der Partikel in den
vier untersuchten Probengebieten. Lediglich in den Aufhahmen von Position 2 und 3
sind minimale Entmischungslinien sichtbar, die mit roten Umrahmungen hervorgeho-
ben sind. An der Grenzfliche sowie der Probenoberflache sind keine Binderanreiche-
rungen zu erkennen. Die Partikel liegen eng verteilt aneinander.
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Abbildung 4.16: Rasterelektonenmikroskopische Aufnahme der Probe 22 065 63

Die Feedstocks 30_050 63 und 22 050 58 weisen eine dhnlich homogene Verteilung
der Metallpartikel in den vier untersuchten Gebieten auf.

Fiir den Feedstock 22 035 63 sind jedoch im oberflichennahen Bereich Binderanrei-
cherungen sichtbar. Abbildung 4.17 zeigt die Positionen 2 und 3 des Feedstocks, bei
denen die Entmischungsbereiche farblich hervorgehoben sind. Daneben zeigte der
Feedstock 14 050 63 ebenfalls Entmischungen vorangig im Probenrandbereich, die
allerdings wesentlich weniger stark ausgepragt waren.
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Abbildung 4.17: Rasterelektronenmikrosopische Aufnahmen der Probe 22 035 63 an den
Positionen 2 und 3

Als einziger Feedstock zeigt der Feedstock 22 050 63 Binderanreicherungen in allen
vier untersuchten Probengebieten. Exemplarisch ist in Abbildung 4.18 die Position 4
dargestellt, bei der die Inhomogenititen selbst im scherfreien Bereich deutlich zu
erkennen sind. Da im Granulat eine gleichméBige Pulververteilung festgestellt wurde,
findet die Entmischung im SpritzgieBprozess statt.

Fazit

Es zeigt sich, dass keiner der untersuchten Feedstocks eine Binderanhdufung direkt an
der Grenzflache aufweist. Jedoch wird deutlich, dass ein Feedstock mit einer schma-
len Verteilungsbreite zu einer Separation von Partikeln und Bindern im oberflichen-
nahen Bereich, direkt unter der erstarrten Randschicht, neigt.
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4.4 FlieBverhalten

4.4.1 Ermittlung der Flieigrenzen

Mit einem Platte-Platte-Rheometer ldsst sich die erforderliche Mindest-Schub-
spannung fiir eine Rotationsgeschwindigkeit groer null der drehbaren Platte ermit-
teln. Ob es sich bei dieser Mindest-Schubspannung um die Fliegrenze 7, der Masse
oder ihre Gleitgrenze 7; an der Platte handelt, kann zunichst nicht entschieden wer-
den. Die gemessene Mindest-Schubspannung stellt die kleinere dieser beiden Grofien
dar.

Der mit dem Kapillarrheometer ermittelte Verlauf der Gleitfunktion 7(v,) ldsst durch
Extrapolation der Gleitgeschwindigkeit v, gegen null eine niherungsweise Bestim-
mung der Gleitgrenze 7; zu. Wird im Folgenden von einer FlieB-/Gleitgrenze gespro-
chen, kann es sich sowohl um die Fliegrenze als auch um die Gleitgrenze handeln.
Grundsitzlich gibt es verschiedene Methoden zur Ermittlung der FlieBgrenze aus den
Messungen am Platte-Platte-Rheometer. In dieser Arbeit erfolgte die Auswertung
tiber eine Auftragung der Schubspannung iiber die Scherdeformation, da die Grenze
zwischen dem elastischen und viskosen Deformationsbereich gut und reproduzierbar
bestimmt werden kann. In Abbildung 4.19 ist die Auftragung fiir die Probe
14_050_63 beispielhaft dargestellt. Die Deformationskurve wurde linear in Richtung
Ordinate extrapoliert und die Flie3-/Gleitgrenze als Schnittpunkt der Geraden mit der
Ordinate definiert. Fiir den Feedstock 14 050 63 ergab sich durch Doppelbestim-
mung eine Flie3-/Gleitgrenze von 4900 Pa.
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Abbildung 4.19: Ermittlung der Flie-/Gleitgrenze der Probe 14 050 63

Tabelle 4.8 gibt einen Uberblick iiber die ermittelten FlieB-/Gleitgrenzen aller unter-
suchten Feedstocks. Bei den Feedstocks mit den Volumenfiillgraden 58 % und 63 %
erfolgte die Messung schubspannungsgesteuert (CSS) bis zu einer maximalen Schub-
spannung von 7500 Pa und bei dem Feedstock mit Volumenfiillgrad 68 % bis zu einer
Schubspannung von 10000 Pa. Bei drei der Feedstocks reichte das maximale Dreh-
moment des Rheometers zur Bestimmung der Flie-/Gleitgrenze nicht aus.

Tabelle 4.8:  Ermittelte FlieB-/Gleitgrenzen der aufbereiteten Feedstocks
Feedstock Flie3-/Gleitgrenze [Pa]
14_050_63 4900

22 050_63 4430

30_050_63 1600

22 03563 >>7500

22 065_63 >>7500

22 050_58 1860

22 050_68 >>10000
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Die FlieB-/Gleitgrenze steigt mit zunehmendem Fillgrad stark an. Windhab [32]
begriindet die Zunahmen damit, dass die FlieBgrenze ein direktes Maf fiir die Wech-
selwirkungskrifte zwischen den Partikeln darstellt und diese sich mit ansteigendem
Fiillgrad erhohen.

Der Einfluss der mittleren PartikelgroBe x5, auf die FlieB-/Gleitgrenze ist gut erkenn-
bar. Je kleiner die PartikelgroBe, desto hoher wird die FlieB-/Gleitgrenze. Diese Ab-
hingigkeit korreliert ebenfalls mit der Anzahl der Kontaktstellen der Partikel. Mit
kleiner werdender Partikelgrofe steigt die Anzahl der Partikel bei gleichem Volumen-
fiillgrad. Daraus folgt eine hohere FlieBgrenze des Feedstocks [32].

Der Einfluss der Verteilungsbreite auf die FlieB-/Gleitgrenze ist dagegen nicht eindeu-
tig. Der Feedstock mit der mittleren Verteilungsbreite (¢ = 0,5) weist bei gleichem
mittleren Partikeldurchmesser die niedrigste FlieB-/Gleitgrenze auf. Allerdings ist die
Verteilung der Pulverpartikel in diesem Feedstock nicht homogen (vgl. Kap 4.3), so
dass eine allgemeingiiltige Aussage nicht zu treffen ist. Hierzu wiren weitere Unter-
suchungen mit einer stirkeren Variation der Verteilungsbreite und ein Platte-Platte-
Rheometer mit einem héheren maximalen Drehmoment erforderlich.

4.4.2 FlieBverhalten im Hochdruckkapillarrheometer

Die Ermittlung des FlieBverhaltens fiir Feedstocks mit unterschiedlichen Partikel-
grofenverteilungen und Volumenfiillgraden erfolgte am Karlsruher Institut fiir Tech-
nologie an einer 10 mm breiten Schlitzdiise mit einem Diisenspalt von 1 mm und bei
einer Temperatur von 135 °C. Die Volumenstrome wurden zwischen 35,3 mm®/s und
1767,1 mm®/s vorgegeben. Der Feedstock 22 050 68 konnte nicht reproduzierbar
vermessen werden und wird daher bei der folgenden Darstellung der Ergebnisse aufler
Betracht gelassen. Die Ursache fiir die schlechte Messbarkeit dieses Feedstocks liegt
offenbar darin, dass sich sein Fiillgrad von 68 Vol.-% in Verbindung mit der engen
Verteilungsbreite von 0,5 zu nahe am kritischen Fiillgrad befindet.

Druckverliufe entlang des FlieBkanals

Um eine belastbare Aussage tiber den Druckverlauf entlang des Rechteckkanals zu
erhalten, wurde eine Schlitzdiise mit fiinf Druckaufnehmern eingesetzt. Durch die
nahe des Kanalausgangs gemessenen Driicke kann auf vernachlédssigbare Auslauf-
druckverluste geschlossen werden. Abbildung 4.20 zeigt fur den Feedstock
14 050 _63 sowohl die gemessenen Driicke in Abhéngigkeit des Abstandes vom
Auslauf als auch deren Approximation durch ein Polynom 2. Ordnung mit Auslauf-
druckverlust null. Da die Approximation innerhalb des gemessenen Fehlerbalkens
liegt, kann der Druckverlauf tiber die gesamte Liange des Kanals berechnet werden.
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Abbildung 4.20: Gemessene Driicke im Hochdruckkapillarrheometer und Approximation durch

ein Ursprungspolynom 2. Grades fiir Feedstock 14_050_63

Bei allen gemessenen Feedstocks werden nichtlineare Druckverldufe beobachtet.

Exemplarisch sind die Druckverldufe der verschiedenen Feedstocks bei einem Volu-
menstrom von 1767,1 mm*/s in Abbildung 4.21 dargestellt.

Die progressiven Druckverldufe entsprechen Schubspannungen in der Masse und an

der Kapillarwand, die mit zunehmendem Abstand vom Kanalausgang ansteigen. Die
Ermittlung der Wandgleitgeschwindigkeit nach Mooney setzt jedoch lineare Druck-
verldufe entlang des Kanals voraus. Fiir die folgenden Auswertungen wurde deshalb
ersatzweise eine mittlere Schubspannung aus dem kleinsten und gréfiten Druckanstieg

gebildet.
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Abbildung 4.21: Gemessene Driicke im Hochdruckkapillarrheometer und Approximation durch
ein Ursprungspolynom 2. Grades fiir verschiedene Feedstocks bei einem Volumenstrom von
1767,1 mm?/s (scheinbare Schergeschwindigkeit: 1060 1/s)

Einfluss der Partikelgrofienverteilung und des Fiillgrads auf das Flieverhalten

Vorweg sei erwihnt, dass es sich bei den Auswertungen und Gegeniiberstellungen der
Messungen der verschiedenen Feedstocks um die scheinbaren FlieBfunktionen han-
delt. Ein Vergleich der Feedstocks untereinander ohne Gleitkorrektur ist dennoch
sinnvoll, da die dargestellten Messergebnisse sich auf dieselbe Geometrie beziehen.
Exemplarisch wurde in Kap 4.4.3 das Gleitverhalten fiir den Feedstock 22 050 58
nach Mooney untersucht. Zur Beriicksichtigung der Strukturviskositit der Masse (d.h.
der wahren Fliefunktion) wurde nach der Gleitkorrektur die Korrektur nach Weilen-
berg-Rabinowitsch durchgefiihrt.

Einfluss des Fiillgrads c,

Der Einfluss des Fiillgrades ¢, auf das FlieBverhalten wurde an drei Feedstocks mit
Volumenfiillgraden von 58, 63 und 68 Vol.-% untersucht. Der Feedstock mit
68 Vol.-% konnte, wie bereits erwihnt, nicht reproduzierbar vermessen werden. In
Abbildung 4.22 sind die scheinbaren FlieBfunktionen fiir die Feedstocks mit Fiillgrad
58 und 63 Vol.-% gegeniibergestellt. Bei gleicher scheinbarer Schergeschwindigkeit
erhoht sich die Schubspannung mit zunehmender Feststoffkonzentration. Beide Flie3-
funktionen verlaufen {iber den untersuchten Schergeschwindigkeitsbereich parallel.
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Die in Kap. 4.4.1 ermittelten Fliel/Gleitgrenzen von 1860 Pa bzw. 4430 Pa liegen
deutlich unter den selbst bei niedrigen Schergeschwindigkeiten auftretenden Schub-
spannungen in Abbildung 4.22.
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Abbildung 4.22: Scheinbare FlieBfunktionen bei variierendem Fiillgrad ¢, (58 und 63 Vol.-%)

Die Wechselwirkungskrifte zwischen den Partikeln sind vom Partikelabstand abhén-
gig und nehmen mit abnehmender Partikelentfernung zu. Folglich fiihrt ein héherer
Fillgrad zu einer hoheren Festigkeit der inneren Suspensionsstruktur. Da die Haftung
an der Kapillarwand durch den geringeren Anteil an Binder eher abnimmt, verlagert
sich mit zunehmendem Fiillgrad das Stromungsbild von ScherflieBen zu Wandgleiten
[32].

Einfluss der mittleren Partikelgrofie x5,

Der Einfluss der mittleren Partikelgroe xso auf das FlieBverhalten wurde an drei
Feedstocks mit variierendem x5y (14 um, 22 pm und 30 pm) untersucht, wihrend alle
anderen Parameter konstant gehalten wurden. Da der Feedstock 22 050 63, wie in
Kapitel 4.3 gezeigt, Inhomogenititen aufweist, wird er bei der Interpretation der
Ergebnisse nicht berticksichtigt. Grundsitzlich ldsst sich aus Abbildung 4.23 erken-
nen, dass die FlieBkurven mit zunehmender Partikelgréfe zu kleineren Schub-
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spannungen hin verschoben sind, wobei der Effekt bei kleineren Schergeschwindig-
keiten starker ausgeprégt ist.
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Abbildung 4.23: Scheinbare FlieBfunktionen bei variierender mittlerer Partikelgrofe xso

Bei gleichem Volumenfiillgrad steigt die Anzahl der Partikel mit abnehmender
PartikelgroBe xs0; mit der dritten Potenz des PartikelgroBenverhiltnisses. Fiir
polydisperse PartikelgroBenverteilungen gilt ndherungsweise [32]:

Mpa1 _ <(x50_3)2)3 4.2)

Npa2 (x50,3)1

Die Erhohung der Partikelanzahl np, ist mit einer Zunahme der Kontaktstellen der
Partikel verbunden. Dies wiederum fiihrt zu einer Erh6hung der inneren Festigkeit des
Feedstocks. Dieser Einfluss wird fiir den Feedstock mit x5y = 14 pm gegeniiber dem
Feedstock mit x5, = 30 pm bei niedrigen Schergeschwindigkeiten deutlich. Bei hohe-
ren Schergeschwindigkeiten dominieren die durch das Fluid tbertragenen Krifte
zwischen den Partikeln gegeniiber den Partikel-Partikel-Wechselwirkungskriften
[32].
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Einfluss der Verteilungsbreite ¢

Die Variation der Verteilungsbreite (¢ = 0,35, ¢ = 0,5 und o = 0,65) hat bei den unter-
suchten Feedstocks keinen Einfluss auf die FlieBfunktion. Wie Abbildung 4.24 zeigt,
weisen die Massen tiber den untersuchten Schergeschwindigkeitsbereich einen sehr
ghnlichen FlieBkurvenverlauf auf.
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Abbildung 4.24: Scheinbare FlieSfunktionen bei variierender Verteilungsbreite o

In der Regel lassen sich Partikelsysteme mit einer breiten Verteilung dichter packen
als ein System von Partikeln mit anndhernd gleicher Grof3e (schmale Verteilung). Bei
konstantem Fiillgrad und konstanter mittlerer PartikelgroBe x5 bietet die breite Vertei-
lung den Partikeln mehr Bewegungsfreiheit. Demnach sollte die Probe mit breiterer
PartikelgroBenverteilung besser flieBen [88]. Bei grofleren Unterschieden in der Ver-
teilungsbreite als den in dieser Arbeit untersuchten, ist davon auszugehen, dass sich
die FlieBfunktionen im unteren Scherratenbereich voneinander unterscheiden.

Scheinbare Viskosititsfunktionen

Die in Abbildung 4.25 dargestellten scheinbaren Viskositétsfunktionen fiir die unter-
suchten Feedstocks mit unterschiedlichen PartikelgroBenverteilungen und Fillgraden
weisen denselben Trend auf wie die zuvor gezeigten scheinbaren Fliefunktionen. Bei
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hoheren Schergeschwindigkeiten ndhern sich die Viskositatsfunktionen zunehmend
aneinander an.
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Abbildung 4.25: Scheinbare Viskositdtsfunktionen fiir verschiedene Feedstocks

Fazit

Zusammenfassend lédsst sich festhalten, dass die einzelnen Feedstocks strukturvisko-
ses Verhalten aufweisen. Ein Vergleich der ermittelten Flie-/Gleitgrenzen aus den
Messungen am Platte-Platte-Rheometer mit den im Hochdruckkapillarrheometer bei
niedrigen Schergeschwindigkeiten ermittelten Schubspannungen zeigt, dass die Flie3-
/Gleitgrenzen deutlich unter den im Kapillarrheometer auftretenden Schubspannungen
liegen.

4.4.3 Untersuchung des Gleitverhaltens nach Mooney

Bisher wurden bei der Gegentiberstellung der verschiedenen Feedstocks die scheinba-
ren FlieB- und Viskosititsfunktionen betrachtet. Fiir den Feedstock 22 050 63 soll
das Gleitverhalten exemplarisch mit dem Mooney-Verfahren untersucht werden.
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Das Mooney-Verfahren erfordert die Erfassung des Druckverlaufs bei mehreren
Volumenstromen mit mindestens 2 verschiedenen Spalthohen. Abbildung 4.26 zeigt
die ermittelten FlieBfunktionen fiir die Spalthéhen 0,8 mm und 1,3 mm.
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Abbildung 4.26: Scheinbare Fliefunktionen des Feedstocks 22 050 58 fiir die Spalthohen
0,8 mm und 1,3 mm

Analog zu der beschriebenen Vorgehensweise aus Kapitel 2.5.5. wurde die Gleitge-
schwindigkeit v, bei gleichen Wandschubspannungen t,, durch Auftragung von V/BH*
iber 1/H ermittelt. Dabei entspricht die Steigung tan(a) der Geraden der Gleitge-
schwindigkeit v(z,,).

Durch Auftragung der Wandschubspannungen iiber die Gleitgeschwindigkeit ergibt
sich die in Abbildung 4.27 punktweise dargestellte Abhingigkeit.
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Abbildung 4.27: Gleitfunktion und ihre Approximation nach Windhab fiir den Feedstock
22 050_58

Die Stuitzpunkte der Gleitfunktion lassen sich gut durch die Gleichung (2.40) nach
Windhab [32] approximieren. Dabei ergeben sich fiir die einzelnen Parameter
c; = 308051 kg/(ml’57-s"43), m = 0,57 und die Gleitgrenze t; = 44660 Pa. Das bedeutet,
dass der untersuchte Feedstock ab einer Schubspannung von 44660 Pa an der
Rheometerwand zu gleiten beginnt. Daraus kann gefolgert werden, dass es sich bei
der am Platte-Platte-Rheometer ermittelten FlieB-/Gleitgrenze von 1860 Pa in
Kapitel 4.4.1 um die FlieBgrenze handelt. Die Gleitgrenze fiir diesen Feedstock liegt
somit wesentlich hoher als die ermittelte FlieBgrenze, jedoch im Bereich der im
Kapillarrheometer auftretenden Schubspannungen.

Nach Abbildung 4.28 fallen nach der Mooney-Korrektur die scheinbaren Fliefunkti-
onen fiir die Spalthchen 0,8 mm und 1,3 mm zu einer FlieBkurve zusammen. Dadurch
dass der Gleitanteil von dem Gesamtvolumenstrom abgezogen wurde, verschiebt sich
die mooneykorrigierte FlieBfunktion zu niedrigeren Scherraten. Fiir eine Schubspan-
nung von 95000 Pa beispielsweise reduziert sich die Scherrate von ca. 545 1/s bei
einer Spalthohe von 0,8 mm auf 225 1/s nach Durchfithrung der Mooney-Korrektur.
Die Verringerung der Scherrate um mehr als die Hilfte verdeutlicht das stark ausge-
pragte Gleitverhalten der Masse. Zur Bestimmung der wahren FlieBfunktion muss
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schlieflich noch die Weilenberg-Rabinowitsch-Korrektur nach Gleichung (2.34)
durchgefiihrt werden. Diese Korrektur berticksichtigt die Strukturviskositdt des
Feedstocks und verschiebt die nach Mooney korrigierte FlieBkurve geringfiigig zu
etwas hoheren Scherraten.
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Abbildung 4.28: Scheinbare und korrigierte FlieBfunktionen fiir den Feedstock 22 050 58

Es sei darauf hingewiesen, dass die Mooneykorrektur lineare Druckverldufe voraus-
setzt und unter dieser Annahme eine tiber die Kanalldnge konstante Gleitgeschwin-
digkeit liefert. Da die Druckverldufe der untersuchten Feedstocks alle einen
nichtlinearen Verlauf zeigen (vgl. Kapitel 4.4.2), stellen die nach Mooney berechne-
ten Gleitgeschwindigkeiten und die unter Berticksichtigung des Wandgleitens abgelei-
tete Gleitfunktion nach Gleichung (2.40) nur eine Vereinfachung dar. Nichtlineare
Druckverldufe erfordern zu ihrer Auswertung neue Modelle, welche ein Fliegesetz
mit einem druckabhingigen Wandgleitgesetz koppeln. In Kapitel 5.4.2 wird ein neuer
Ansatz vorgestellt, der ScherflieBen und Wandgleiten iiber die Wandschubspannung
Ty verkniipft.
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4.4.4 Fliefiverhalten im SpritzgieBwerkzeug

Die rheologische Charakterisierung der Feedstocks mit verschiedenen Partikelgrofen-
verteilungen und Fiillgraden erfolgte in einer mit drei Druckaufnehmern bestiickten
FlieBspiral-Kavitdat (Abbildung 3.8). Analog zu seinem Verhalten im Hochdruck-
kapillarrheometer konnte der Feedstock 22 050 68 aufgrund des hohen Fiillgrads in
Verbindung mit einer zu engen Verteilungsbreite von 0,5 nicht spritzgegossen wer-
den.

Driicke bei der Formfiillung

Zur Charakterisierung des Flie- und Gleitverhaltens im SpritzgieBwerkzeug wurden
zunichst die Driicke in der Kavitit bei Einspritzvolumenstrémen von 5 cm®/s bis
20 cm’/s erfasst. In Abbildung 4.29 sind die angussnahen Driicke pp,; und die mitti-
gen Driicke pp4, und die Druckdifferenz (Ap = ppy1 -ppaz) zum Zeitpunkt des Anspre-
chens des dritten Druckaufnehmers fiir den Feedstock 22 050 58 diber die
Einspritzvolumenstrome dargestellt.
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Abbildung 4.29: Forminnendriicke der Druckaufnehmer pps und pps, und Druckdifferenz
Ap = (ppa1-ppaz) bei verschiedenen Einspritzvolumenstromen fiir Feedstock 22 050 58 in der
FlieBspiral-Kavitit

Es zeigt sich, dass sowohl der angussnahe Druck pp,; als auch der Druck pp,, am
mittleren Druckfiihler nicht wesentlich vom Einspritzvolumenstrom abhéngen. Insbe-
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sondere ist die Druckdifferenz Ap nahezu unabhingig vom Einspritzvolumenstrom.
Die aus der Druckdifferenz berechnete Schubspannung und die aus dem Volumen-
strom berechnete scheinbare Schergeschwindigkeit nach den Gleichungen (2.32) bzw.
(2.33) fithren zu einer von der Schergeschwindigkeit unabhingigen Schubspannung.

Abbildung 4.30 zeigt die Druckdifferenzen Ap in Abhidngigkeit vom Einspritzvolu-
menstrom fiir weitere Feedstocks. Es wird deutlich, dass das beschriebene Verhalten
fiir alle untersuchten Feedstocks charakteristisch ist.
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Abbildung 4.30: Druckdifferenz Ap = (ppa1-ppa2) bei verschiedenen Einspritzvolumenstromen
fiir die untersuchten Feedstocks mit variierenden PartikelgroBenverteilungen und Fiillgraden

Einfluss der Partikelgrofienverteilung und des Fiillgrads

Die Messungen am Hochdruckkapillarrheometer haben bereits gezeigt, dass bei hohe-
ren Schergeschwindigkeiten (bis 1000 1/s) die unkorrigierten Viskosititsfunktionen
fiir die Feedstocks mit unterschiedlichen PartikelgroBen x5y, und Verteilungsbreiten o
dicht beieinander liegen. Bei den SpritzgieBversuchen wurden entsprechend den
vorgegebenen Einspritzvolumenstromen von 5 cm®/s bis 20 cm®/s scheinbare Scher-
geschwindigkeiten von 910 1/s bis 3650 1/s erreicht. In Abbildung 4.31 sind die aus
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SpritzgieBversuchen abgeleiteten scheinbaren Viskosititsfunktionen im spritzgiefty-
pischen Schergeschwindigkeitsbereich dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass
die Viskosititsfunktionen tiberwiegend in einem Bereich liegen und dieselbe Steigung
von etwa -1 aufweisen. Die untersuchte mittlere PartikelgroBe xso und die Vertei-
lungsbreite ¢ haben somit keinen nennenswerten Einfluss auf die beim Spritzgielen
ermittelten scheinbaren Viskosititsfunktionen. Die Viskositdtsfunktion des Feed-
stocks mit dem Fiillgrad 58 Vol.-% liegt jedoch deutlich unterhalb der Funktions-
schar.

—a— 14 _050_63
—e— 22 050_63
1000 - —4&— 30_050_63

22_035_63
—e—22_065_63
—<— 22 050 _58

scheinbare Viskositét [Pa s]

100 . —————— —————r
100 1000 10000

scheinbare Schergeschwindigkeit [1/s]
Abbildung 4.31: Scheinbare Viskosititsfunktionen der Feedstocks in der FlieBspirale

Da alle Viskositétsfunktionen eine Steigung von -1 aufweisen, kann davon ausgegan-
gen werden, dass beim Spritzgieen die Masse hauptsdchlich an der Wand der Kavitit
gleitet und nicht flieft. Die Steigung -1 ergibt sich aus der Umformung und
Logarithmierung der Gleichung (2.25), wenn die Driicke bzw. die Schubspannung,
wie in dem betrachteten Fall, unabhédngig von der Schergeschwindigkeit sind.

t=nyen=t-y!

logn = (—1)logy + log<t






5 Diskussion

5.1 Ubertragbarkeit der Messergebnisse auf den
realen MIM-Prozess

Fir ein besseres Verstindnis und die Weiterentwicklung des 2K-MIM-Verfahrens
sind verldssliche und realitdtsnahe Messergebnisse notwendig. In diesem Kapitel wird
bewertet, wie gut sich die Sinterdilatometrie auf den realen Co-Sinterprozess tibertra-
gen ldsst (Abschnitt 5.1.1) und ob das Verhalten der Feedstocks im Rheometer und im
SpritzgieBwerkzeug iibereinstimmen (Abschnitt 5.1.2).

5.1.1 Ubertragbarkeit der Dilatometrie auf den realen Co-
Sinterprozess

Die Sinterdilatometrie ist ein wertvolles Instrument zur Untersuchung der Co-
Sinterfahigkeit verschiedener Werkstoffe bei unterschiedlichen Partikelgrofen-
verteilungen und Temperatur-Zeit-Profilen. Um aus den Ergebnissen der Sinterdilato-
metrie auf den realen Co-Sinterprozess zu schlieBen, miissen im Dilatometer und
Sinterofen gleiche Sinterbedingungen (Ofenatmosphire, Sinterparameter) herrschen
[38]. Ist diese Voraussetzung erfiillt, sind fiir den jeweiligen Werkstoff im Sinterdila-
tometer und im Sinterofen nahezu identische Gefiige und Enddichten zu erwarten. In
dieser Arbeit wurde die gute Ubereinstimmung der Geflige zwischen Proben aus der
Sinterdilatometrie und dem Sinterofen anhand von lichtmikroskopischen Aufnahmen
exemplarisch fiir die PartikelgroBenverteilungen 15-22 pum und 38-45 pm in Abbil-
dung 4.8 gezeigt. Quantitativ wurde die Ubertragbarkeit der Dilatometrie auf den
realen Sinterprozess durch eine Gegeniiberstellung der Restporosititen bestitigt
(Tabelle 4.6). Auch in anderen Arbeiten, wie beispielsweise von Krasokha [89], wur-
de eine gute Ubereinstimmung von Dilatometerproben und Sinterbauteilen hinsicht-
lich Gefiige und Restporosititen fiir hochlegierte pulvermetallurgische Stihle festge-
stellt.

Wie in Kapitel 2.2.2 bereits erwidhnt, kann das Sinterverhalten der Materialien in
einem gewissen Malle durch Variation der Teilchengrofle, der Autheizrate oder durch
Hinzulegieren von Elementen aufeinander angepasst werden. Liegen aber zu grof3e
Abweichungen beim Sintern zum Beispiel durch unterschiedliche Wirmeausdeh-
nungskoeffizienten der Materialien vor, sind Spannungen, Verzug und Rissbildung
die Konsequenzen. Als sehr kritisch in dieser Hinsicht hat sich das Sinteranfangssta-
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dium herausgestellt [34]. Hier ist der Zusammenhalt der Partikel noch sehr schwach
und induzierte Spannungen konnen nicht durch ein plastisches FlieBen ausgeglichen
werden. Mittels Sinterdilatometrie ist es schwierig, eine Aussage dariiber zu treffen,
welche Abweichungen (Mismatch) zwischen den Sinterkurven noch tolerierbar sind
und welche nicht. In diesem Fall sind Co-Sinterversuche erforderlich. Ein weiterer
wichtiger Gesichtspunkt, der durch die Sinterdilatometrie nicht erfasst werden kann,
sind Grenzflachenreaktionen zwischen den Werkstoffen des Verbundes [38]. Sinter-
vorginge in Mehrkomponentensystemen konnen rascher oder langsamer ablaufen als
in Einkomponentensystemen, was von den vorliegenden Oberflichen- und Grenz-
flichenspannungen sowie den Wechselwirkungen der Komponenten untereinander
abhdngt [90]. Grenzflichenreaktionen bzw. Wechselwirkungen der Komponenten, die
eine fehlerfreie Verbundausbildung unméglich machen koénnen, sind ebenfalls nur
iiber Co-Sinterversuche nachweisbar [38].

5.1.2  Ubertragbarkeit der Rheometrie auf das Spritzgiefien

Oftmals werden zur Charakterisierung des FlieBverhaltens Hochdruckkapillarrheo-
meter mit Rundkapillaren verwendet, bei denen der Druck im Vorlagekanal iiber
einen einzelnen Druckaufnehmer ermittelt wird. Die Untersuchung des Druckverlaufs
in Abhéngigkeit des FlieBweges erfordert Einzelmessungen mit unterschiedlichen
Kapillarlangen bei konstantem Durchmesser. Zudem miissen die Ein- und Auslauf-
druckverluste iiber das Bagley-Verfahren korrigiert werden [66]. Diese Korrektur
setzt einen linearen Druckverlauf voraus. Die Verwendung von Spaltrheometern mit
mehreren Druckfiithlern ermdglicht die Erfassung auch nichtlinearer Druckverldufe
entlang des FlieBkanals mit nur einer Messung. Sitzt der erste Druckaufnehmer weit
genug vom Einlauf entfernt, spielen Einlaufdruckverluste keine Rolle. Uber die Posi-
tionierung des letzten Druckaufnehmers nahe des Kanalausgangs kénnen zudem die
Auslaufdruckverluste gut abgeschitzt werden. Die Druckverldufe in Abbildung 4.20
und Abbildung 4.21 zeigen, dass die untersuchten Feedstocks keine nennenswerten
Auslaufdruckverluste aufweisen. Die Tatsache, dass am Diisenausgang keine
Strangaufweitung eintritt, stiitzt diesen Befund. Beim Spritzgielen treten wahrend der
Fiillung eines Werkzeugs mit konstantem Fliekanalquerschnitt grundsitzlich keine
Auslaufdruckverluste auf.

Die Abhingigkeit der Driicke von den Volumenstromen ist im Rheometer und im
SpritzgieBwerkzeug deutlich unterschiedlich. Wéhrend im Rheometer die Driicke mit
zunehmendem Volumenstrom ansteigen (Abbildung 4.20), sind im Spritzgiel3-
werkzeug die gemessenen Driicke tiber einen weiten Bereich unabhiangig vom Volu-
menstrom (Abbildung 4.29 und Abbildung 4.30). Diese Beobachtungen werden in
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Kapitel 5.4.2 aufgegriffen und in einem Modellansatz mit Wandgleiten in Verbindung
gebracht.

Im Gegensatz zu Rheometern liegt die Temperatur des SpritzgieBwerkzeugs deutlich
unter der Schmelzetemperatur. Das bedeutet, dass im Rheometer die Oberfliche mit
der Schmelze und die Werkzeugoberfliche wihrend der Formfiillung mit einer er-
starrten Randschicht, der sogenannten Spritzhaut, in Kontakt steht. Im Falle von
Wandgleiten liegen daher im Rheometer und im SpritzgieBwerkzeug unterschiedliche
Gleitmechanismen vor. Im Gegensatz zu den FlieBkennwerten ldsst sich das Wand-
gleiten somit nicht von Rheometern auf den SpritzgieBprozess tibertragen. Daher wird
vorgeschlagen, an einem mit Druckaufnehmern bestiickten SpritzgieBwerkzeug,
eventuell wie in dieser Arbeit in Form einer FlieBspirale ausgefiihrt, die fiir das
Wandgleiten im SpritzgieBwerkzeug relevanten Modelle mit den entsprechenden
Parametern zu ermitteln. Diese sind als spezifisch fiir die Temperatur der Grenzfldache
Masse/Werkzeug und die chemische und physikalische Beschaffenheit der Werk-
zeugoberfliche zu betrachten.

Um das SpritzgieBwerkzeug unter dhnlichen Temperaturen wie ein Rheometer zu
betreiben, wurde versuchsweise die Werkzeugtemperatur auswerferseitig auf 130 °C
und diisenseitig auf 95 °C angehoben. Wie in Abbildung 5.1 zu erkennen ist, reicht
ohne eine Abdichtung der Trennebene des FlieBkanals durch die Spritzhaut die maxi-
male SchlieBkraft der Maschine nicht mehr aus, um die Masse wihrend des Fiillvor-
gangs in der Kavitdt zu halten.

Abbildung 5.1: FlieBspiralkavitdt nach Einspritzen bei Werkzeugtemperaturen von 130 °C/95 °C
[85]
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5.2 Beurteilung des Einflusses der
PartikelgroBBenverteilungen fiir 2K-MIM

In diesem Kapitel wird der Einfluss der PartikelgroBenverteilung auf das Sinterverhal-
ten (Abschnitt 5.2.1), auf das FlieBverhalten und Entmischungen beim SpritzgieSen
(Abschnitt 5.2.2) und auf das Losemittelenbindern (Abschnitt 5.2.3) zusammenhén-
gend betrachtet und beurteilt.

5.2.1 Einfluss auf das Sinterverhalten

Sowohl die Dilatometermessungen (Abbildung 4.3) als auch die lichtmikroskopischen
Gefligeaufnahmen der gesinterten Proben (Abbildung 4.6) verdeutlichen das Potenzial
der PartikelgroBenverteilung zur gezielten Beeinflussung des Sinterverhaltens. Bei
gleichen Fiillgraden und unter identischen Bedingungen sintern die untersuchten
Partikelgrofenverteilungen sehr unterschiedlich. Feinere Partikel haben eine geringere
Sinterstarttemperatur, eine hohere Sintergeschwindigkeit und fiihren zu einer héheren
Enddichte. In direktem Zusammenhang mit der PartikelgroBenverteilung steht die
spezifische Oberfldche, die ein MaB fiir die Sinteraktivitdt darstellt. Durch die Herstel-
lung von speziellen Pulvermischungen aus unterschiedlichen PartikelgroBenverteil-
ungen konnte gezeigt werden, dass die Variation der mittleren Partikelgrofe bei
konstanter Verteilungsbreite zu deutlichen Unterschieden in der spezifischen Oberfla-
che und damit im Sinterverhalten fithrt. Die Variation der Verteilungsbreite bei kon-
stanter mittlerer Partikelgrof3e ergab dhnliche spezifische Oberflichen und damit ein
dhnliches Sinterverhalten (Abbildung 4.5). Der Einfluss des Fiillgrades im Feedstock
auf das Sinterverhalten wurde nicht untersucht, da die Anpassung des Sinterverhaltens
zweier Werkstoffe aneinander unter anderem gleiche Enddichten voraussetzt.

Wihrend der in dieser Arbeit gezeigte Einfluss der PartikelgroBe auf das Sinterverhal-
ten durch die Fachliteratur geschlossen bestétigt wird, wurden fiir den Einfluss der
Verteilungsbreite bisher unterschiedliche Ergebnisse verdffentlicht. German [91]
berichtet, dass fir hohere Sinterdichten breite Teilchenverteilungen zu bevorzugen
sind. Ebenso stellten Petterson und Benson [92] fiir ein Pulvergemisch aus Kupfer
eine hohere Sintergeschwindigkeit bei breiter Partikelgrofenverteilung fest. Aller-
dings beobachteten Petterson und Griffin [93] in einer weiteren Arbeit fiir Wolfram,
dass eine enge und breite Pulververteilung zu einer hoheren Sinteraktivitdt fithrt als
eine mittlere Verteilungsbreite. Fiir Aluminiumoxidpulver verzeichneten Ting und Lin
[94] die hochste Sinterdichte fiir die engste Verteilungsbreite der untersuchten Pulver.

Die sechs Ausgangsfraktionen wurden aus einer Verdiisungscharge tiber Windsichten
gewonnen. Aufgrund der hohen Restporosititen nach dem Sintern eignen sich zu-
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mindestens die drei grobsten Verteilungen (22-32 pm, 32-38 um und 38-45 um) nicht
fiir die Herstellung hochbeanspruchter MIM-Bauteile. Eine hohe Porositdt kann in
Ausnahmefillen durchaus erwiinscht sein, zum Beispiel bei der Herstellung von
Filtern [9].

Die mechanischen Eigenschaften eines Bauteils sind groBtenteils von der erreichten
Enddichte und den folgenden Wirmebehandlungen abhingig. Fir hochbelastete
MIM-Bauteile wird oftmals eine Enddichte > 98 % angestrebt. Ein solches Material
ist in den Eigenschaften in etwa vergleichbar mit denen eines schmelzmetallurgisch
hergestellten Materials. Um solch hohe Enddichten zu erreichen, sollte neben einer
geeigneten Sintertemperatur und Haltezeit eine PartikelgroBenverteilung gewihlt
werden, die einen deutlichen Feinanteil besitzt. Zudem werden in der Praxis hiufig
Grobanteile aus der Pulververteilung entfernt.

5.2.2 Einfluss auf das FlieBverhalten und Entmischungen

Soll das Sinterverhalten iiber die PartikelgroBBenverteilung verandert werden, so diir-
fen damit keine negativen Konsequenzen fiir das FlieBverhalten beim Spritzgielen
verbunden sein. Zum einen diirfen keine nennenswerten Entmischungen von Partikeln
im Bindersystem gerade im Bereich der Grenzflache auftreten. Zum anderen ist es
vorteilhaft, wenn sich die Viskositit mit der fiir die Anpassung des Sinterverhaltens
variierten Partikelgroenverteilung nur minimal dndert.

Entmischungen

Beim 2K-PulverspritzgieBen sind lokale Entmischungen an der Grenzfliche beson-
ders kritisch einzuschdtzen. Beim Spritzgieen keramischer Bauteile sind lokale
Entmischungen an der Schmelzefront bekannt. Die Schmelzefront ist nach Gutjahr
[95] generell von einem diinnen Film aus Bindermaterial iiberzogen, so dass beim
Aufeinandertreffen der beiden Fronten an der Grenzflache eine lokale Binderanhdu-
fung entsteht, die nach dem Entbindern oder Sintern zu Fehlern fithren kann. Mann-
schatz et al. [25] stellten an der Grenzfliche zwischen dem inneren und &ufleren Ring
eines zweikomponentigen Zahnrads eine Binderanreicherung fest, die am Endbauteil
eine Schwachstelle darstellt.

Anders als bei Gutjahr [95] und Mannschatz et al. [25], wurden bei den untersuchten
Feedstocks keine Entmischungen an der Grenzfliche festgestellt. Fiir alle untersuch-
ten PartikelgroBenverteilungen wiesen die Grenzflachen eine homogene Verteilung
der Partikel auf. Die Voraussetzung fiir eine intakte Grenzfliche nach dem Sintern ist
somit gegeben. Auch unmittelbar an der Werkzeug-Oberfldche sind Partikel vorzufin-



94 5 Diskussion

den, die dort durch die sofortige Erstarrung der Randschicht (Spritzhaut) festgehalten
wurden.

Allerdings wurde bei dem Feedstock mit enger Verteilungsbreite der Partikel
(o0 = 0,35) anhand von rasterelektronenmikrospischen Aufnahmen von ionenstrahl-
praparierten Grinkorpern Entmischungen unterhalb der mit Partikeln belegten Ober-
fliche entdeckt (Abbildung 4.17). Die Entmischungen in diesem Bereich werden in
[96] durch ein Herausreilen der Fiillstoffpartikel aus der bereits erstarrten Rand-
schicht durch hohe Schergradienten erkldrt. Diese bereichsweisen Entmischungen
konnen zu Lunkern im Bauteil oder auch zu einem anisotropen Schwindungsverhalten
fithren [28].

Die Entmischungsneigung eines Feedstocks hingt mafB3geblich von der Abstimmung
der Binderkomponenten auf das verwendete Pulver (Pulvermorphologie und Chemie
der Pulveroberfliche) ab [23]. Fiir einen entmischungsstabilen Feedstock ist, wie von
Heldele [23] beschrieben, die Verwendung von Dispergatoren hilfreich, da diese die
Pulver-Binder-Wechselwirkungen erhéhen kénnen und damit die Entmischungsnei-
gung des Feedstocks minimieren.

Eine Feedstockbewertung beziiglich Entmischungsneigung sollte immer unter Be-
ricksichtigung der Werkzeuggeometrie durchgefiihrt werden. So beobachteten Wieser
und Kunkel [96] beispielsweise je nach untersuchter Probengeometrie stark unter-
schiedliche Fiillstoffverteilungen bei dem gleichem Compound. Um Entmischungsef-
fekte zwischen Binder und Partikel durch den SpritzgieBprozess besser zu verstehen,
bedarf es weiterer Untersuchungen. Hier wiirden sich eine groBere Variation der
Verteilungsbreite ¢ und eine quantitative Untersuchung der Partikelverteilung tiber die
FlieBweglidnge sowie an Umlenkstellen im Werkzeug anbieten.

Flieiverhalten

Der Einfluss der PartikelgroBenverteilung auf das FlieBverhalten von Suspensionen
im Hochdruckkapillarrheometer ist in fritheren Arbeiten [8][32][72][97] bereits unter-
sucht worden. Dabei handelte es sich bei Windhab [32] und Glei3le [72] um Suspen-
sionen mit Fiillgraden von 30 bzw. 45 Vol.-%. Checot-Moinard et al. [8] und Soto-
mayor et al. [97] untersuchten den Einfluss der Partikelgréfenverteilung an Feed-
stocks mit Fiillgraden, die dem in dieser Arbeit verwendeten Fiillgrad von 63 Vol.-%
anndhernd entsprechen.

In allen genannten Arbeiten decken sich die Beobachtungen, dass mit zunehmender
mittlerer Partikelgroe die FlieBfunktion zu geringeren Schubspannungen verschoben
wird. Eine zunehmende PartikelgroBe flihrt zu einer verringerten Anzahl an Partikeln
im System und damit zu geringeren Partikel-Partikel-Wechselwirkungen. Dieser
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Effekt ist bei niedrigen Scherraten besonders ausgeprégt, da die Partikel-Partikel-
Wechselwirkungen schwache Krifte sind [88]. Bei hoheren Scherraten gleichen sich
die scheinbaren Fliefunktionen der untersuchten PartikelgroBenverteilungen zuneh-
mend an (Abbildung 4.23). Das bedeutet fiir den SpritzgieBprozess, bei dem Scherge-
schwindigkeiten von bis zu 10° 1/s erreicht werden, dass der Einfluss der mittleren
PartikelgroBe auf die Anderung des FlieBverhaltens beim SpritzgieBen als gering zu
bewerten ist.

Auch die Verteilungsbreite zeigte beim Spritzgielen keinen wesentlichen Einfluss auf
die Viskositdt. Grundsitzlich sollte die SpritzgieBbarkeit aufgrund der ansteigenden
Viskositdt mit enger werdender PartikelgroBenverteilung abnehmen [98]. Fiir eine
Absenkung der Viskositit werden breite oder multimodale PartikelgroBenverteilungen
empfohlen [99]. Anders als bei Windhab [32], wurde in dieser Arbeit selbst bei gerin-
gen Schergeschwindigkeiten im Hochdruckkapillarrheometer keine Auswirkung der
Verteilungsbreite auf das FlieBverhalten festgestellt. Vermutlich hingt dies damit
zusammen, dass die Verteilungsbreiten (o = 0,35, ¢ = 0,5 und ¢ = 0,65) relativ eng
beieinander liegen.

Eine Erhohung des Fiillgrades hingegen zeigte sowohl im Hochdruckkapillarrheo-
meter als auch beim Spritzgieen deutlich hohere Viskositdten, was sich mit den
Ergebnissen von [8][32][72][97] deckt. Fiir den Feedstock mit 68 Vol-% und einer
Verteilungsbreite von 0,5 war die Viskositdt so hoch, dass dieser sich nicht verarbei-
ten lie. Auch die FlieB-/Gleitgrenze wird durch Erhohung des Fiillgrades stark beein-
flusst. Jedoch liegen die gemessenen FlieB-/Gleitgrenzen weit unter den Schubspan-
nungen, die sich beim SpritzgieBen schon bei geringen Einspritzgeschwindigkeiten
ergeben.

Fazit

Somit ldsst sich festhalten, dass die Variation der mittleren PartikelgroBe x5 einen
groflen Effekt beim Sintern zeigte, jedoch das FlieBverhalten beim Spritzgielen nur
wenig beeinflusst wurde. Keinen nennenswerten Einfluss zeigte die Verteilungsbreite
auf das Sinter- und FlieBverhalten. Jedoch erfordern Entmischungen, die im oberfla-
chennahen Bereich der Probe fiir den Feedstock mit schmaler Verteilungsbreite
(o = 0,35) festgestellt wurden, weitere Untersuchungen von Feedstocks, gegebenen-
falls mit groBeren Unterschieden in der Verteilungsbreite der Pulver.
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5.2.3 Auswirkungen auf das Losemittelentbindern

Zu Beginn der Arbeit wurde davon ausgegangen, dass der bei 1K-Bauteilen bewihrte
Entbinderungsprozess keinen Einfluss auf die Qualitdt von 2K-MIM-Bauteilen hat.
Jedoch wurde spiter an 2K-Verbundstiben, bei denen ein Rechteckstab aus Kompo-
nente 1 mit einer Komponente 2 der gleichen Dicke tiberspritzt wurde, ein teilweise
drastischer Verzug nach der Losemittelentbinderung festgestellt. Der Verzug war bei
gleichem Metallpulveranteil umso ausgeprigter, je stirker sich die mittlere
PartikelgroBe xso der Metallpulver der einzelnen Komponenten unterschieden. Dabei
erfolgte der Verzug in Richtung der Komponente mit den groferen Partikeln. Offen-
sichtlich treten wihrend der Losemittelentbinderung durch Quellen und Lésen der
Wachskomponente Eigenspannungen auf, die im Falle von 2K-Bauteilen in den ein-
zelnen Komponenten nicht zeitlich synchron verlaufen und so wegen ihrer Asymmet-
rie zu Biegemomenten fithren. Vor der Anpassung des Sinterverhaltens zweier MIM-
Feedstocks mit unterschiedlichen Legierungspulvern tiber die Partikelgrofen-
verteilung ist deshalb fiir das jeweilige Verbundbauteil zu kldren, ob die bei der
Losemittelentbinderung auftretenden Verziige toleriert werden kénnen oder durch
entgegengerichtete Sinterverziige ausgeglichen werden miissen.

5.3 Maoglichkeiten und Grenzen der Master-Sinter-
Kurven

In Kapitel 4.2.5 wurde gezeigt, dass sich das Sinterverhalten fiir die Partikelgrofen-
verteilungen 15-22 pm und 22-32 um fiir verschiedene Temperatur-Zeit-Profile vor-
hersagen ldsst. Im Folgenden wird die Anwendbarkeit der Master-Sinter-Kurve zur
Vorhersage des Sinterverhaltens bei verschiedenen Temperatur-Zeit-Profilen fiir
weitere PartikelgroBenverteilungen tiberpriift und anhand der Standardabweichungen
zwischen Berechnung und Messung bewertet (Abschnitt 5.3.1). Zudem werden in
Abschnitt 5.3.2 die Modellparameter der Master-Sinter-Kurve analysiert und es wird
diskutiert, ob die Modellparameter den Sinterprozess physikalisch sinnvoll beschrei-
ben. Die iiber die Master-Sinter-Kurve berechneten Aktivierungsenergien werden mit
Literaturangaben und den aus dem Kinetic-Field-Ansatz abgeleiteten Aktivierungs-
energien (Abschnitt 5.3.3) verglichen. In Abschnitt 5.3.4 wird die Vorhersage des
Sinterverhaltens fiir verschiedene PartikelgroBenverteilungen diskutiert.

5.3.1 Vorhersage fiir verschiedene Temperatur-Zeit-Profile

Fiir alle sechs PartikelgroBenverteilungen ldsst sich aus mehreren Sinterkurven mit
unterschiedlichen Aufheizgeschwindigkeiten eine Master-Sinter-Kurve (Abbildung
5.2) berechnen, mit deren Hilfe das Schwindungsverhalten fiir weitere Heizraten
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vorhergesagt werden kann. Die fiir die drei Heizraten aus den (korrigierten) Messwer-
ten und berechneten Werten gebildeten Standardabweichungen in Tabelle 5.1 verdeut-
lichen, dass die Anpassung neben der beispielhaft dargestellten Partikelgrofen-
verteilung 15-22 pm aus Abbildung 4.11 auch flir die iibrigen PartikelgroBen-
verteilungen eine akzeptable Genauigkeit aufweist. Dass die Standardabweichungen
mit zunehmender Partikelgroe abnehmen, ist eine Folge der mit zunehmender
PartikelgroBe abnehmenden Sinterenddichte. Die in Abbildung 5.2 dargestellten
Master-Sinter-Kurven enden mit ansteigender Partikelgroe zunehmend unterhalb des
Plateaus und kénnen deshalb durch eine vorgegebene Anzahl von Parametern besser
angepasst werden. Da die Verdichtungskurve flir die PartikelgroBenverteilung
<7 pwm am vollstdndigsten von allen untersuchten Verteilungen als s-formige Kurve
ausgeprigt ist, sind die Standardabweichungen in diesem Fall am groften. In Tabelle
7.1 im Anhang sind die ermittelten Parameter aus der Regressionsrechnung fiir die
sechs PartikelgroBenverteilungen zu finden.

100
—— MSC <7um
954| - - MSC7-15um
MSC 15-22pm .
90| -~ MSC22-32um 7
----- MSC 32-38pm ;
g5l MSC 38-45um ’ :l
— ‘
S ;
SS. 80-
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e .
5 75 i
a) oy
70
':./
65
60 -
55 T

-16 -14

log(®) [log(s/K)]

Abbildung 5.2: Master-Sinter-Kurven fiir sechs verschiedene PartikelgroBenverteilungen
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Tabelle 5.1:  Ubersicht der Standardabweichungen (Stabw.) in % zwischen Messwerten aus der
Sinterdilatometrie und den berechneten Schwindungswerten iiber die Master-
Sinter-Kurve (MSC)

PartikelgroBenverteilung Stabw.(2,5 K/min)  Stabw.(5 K/min) Stabw.(10 K/min)

[%0] [“0] [%o]
MSC <7 pm 0,4721 0,2686 0,3929
MSC 7-15 pm 03714 0,1914 0,3349
MSC 15-22 pm 0,3719 0,2576 0,2840
MSC 22-32 pm 0,2474 0,1848 0,1725
MSC 32-38 pm 0,1667 0,1672 0,1282
MSC 38-45 pm 0,1352 0,1599 0,1053

5.3.2 Analyse der Modellparameter
Analyse des Parameters a und der Aktivierungsenergie Q

Der Parameter a ist direkt mit der Differenz zwischen der Ausgangsdichte und End-
dichte der Sinterkurve verkniipft (vgl. Abbildung 2.6). Durch Berechnung des Dichte-
verlaufs aus den (korrigierten) Schwindungsverldufen der Sinterdilatometrie ldsst sich
der Parameter a relativ gut abschitzen. In Abbildung 5.3 ist ein Vergleich zwischen
den abgeschitzten Werten fiir den a-Parameter aus der Messkurve mit den Werten aus
der Regressionsrechnung fiir verschiedene PartikelgroBBenverteilungen dargestellt. Es
wird ersichtlich, dass bei einer Ausgangsdichte der Feedstocks von 58 % fiir die
PartikelgroBenverteilungen 22-32 um, 32-38 pm und 38-45 um die Regressionsrech-
nungen mit anzugleichendem Parameter a zu Enddichten von weit iiber 100 % End-
dichte fithren. Bedingt durch die geringere Sinteraktivitdt der groberen Pulver-
verteilungen endet der sich auf Messwerte stiitzende Teil der Master-Sinter-Kurven
zunehmend unterhalb des Plateaus der Sinterenddichte, so dass die Extrapolation der
MSC auf hohe Sinterdichten zunehmend unsicherer wird. In diesem Fall wird eine
Variante der Regressionsrechnung verwendet, bei der a nicht als anzugleichender
Parameter, sondern als fest vorzugebende Konstante gefithrt wird. Auf diese Weise
wird ein aus dem Verlauf der Sinterkurven entnommener Wert fiir ¢ mit einer End-
dichte von maximal 100 % der Regressionsrechnung fest vorgegeben.

Liefert eine Regressionsrechnung einen physikalisch nicht sinnvollen Parameter, so
sind auch die tibrigen Parameter mit Vorsicht zu betrachten. Ein Riickschluss aus den
berechneten Aktivierungsenergien auf die vorliegenden Transportmechanismen beim
Sintern ist in diesem Fall nicht zuléssig.
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Abbildung 5.3: Werte fiir den Parameter a aus der Regressionsrechnung und abgeschitzt aus
Dichteverldufen der Sinterdilatometrie fiir verschiedene PartikelgroBenverteilungen

Eine erneute Berechnung der Master-Sinter-Funktionen mit dem Parameter a als
vorgegebene Konstante reduziert die Anzahl der anzugleichenden Parameter von fiinf
auf vier. Abbildung 5.4 zeigt, dass sich die Position und Reihenfolge der Master-
Sinter-Kurven auf der Theta-Achse in Abhingigkeit von der PartikelgroBenverteilung
im Vergleich zu der Regressionsrechnung mit a als anzugleichendem Parameter aus
Abbildung 5.2 komplett gedndert hat. Wihrend in Abbildung 5.2 die Master-Sinter-
Kurven sich relativ zueinander nicht in der Reihenfolge ihrer Partikelgrofen-
verteilungen anordnen, ist in Abbildung 5.4 deutlich zu erkennen, dass mit zuneh-
mender PartikelgréBe die Master-Sinter-Kurve auf der Theta-Achse zu betragsmifBig
hoheren Werten verschoben ist. Die Verschiebung gibt die Abhingigkeit der Theta-
Funktion (Gleichung (2.18)) von der Aktivierungsenergic Q wieder. Die Aktivie-
rungsenergie nimmt, wie Tabelle 5.2 dargestellt, mit steigender Partikelgrofe zu und
damit betragsmiBig der Wert von Theta. Da fur die gréberen Partikelgrofen-
verteilungen die Sinteraktivitdt geringer ist als fiir die feineren, ist es plausibel, dass
die Aktivierungsenergien fiir grobere Verteilungen groBer sind. Die Werte fiir die
tibrigen Parameter (a, b, ¢ und log(®,)) aus der Regressionsrechnung sind in Tabelle
7.2 im Anhang zusammengefasst. Zusitzlich befindet sich in Tabelle 7.3 eine Uber-
sicht der Standardabweichungen zwischen Messwerten aus der Sinterdilatometrie und
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den berechneten Schwindungswerten tiber die Master-Sinter-Kurve (MSC) mit
vorgebenem a-Parameter.
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Abbildung 5.4: Master-Sinter-Kurven fiir sechs verschiedene Partikelgroenverteilungen mit aus
der End-Sinterschwindung vorgegebenem Wert fiir die a-Parameter

Tabelle 5.2:  Ermittelte Aktivierungsenergien aus den Master-Sinter-Kurven fiir unterschiedli-
che PartikelgroBenverteilungen mittels Regressionsrechnungen

Partikelgrofie <7 pm 7-15 pm 1522 pm  22-32pm  32-38pm  38-45 pm

0 [kJ/mol] 419 447 500 557 603 623

Vergleich der Aktivierungsenergie Q mit Literaturangaben

Johnson [53] betont, dass das Konzept der Master-Sinter-Kurve auf der Gleichung
(2.16) beruht, die fiir einen dominanten Diffusionsmechanismus gilt. Das Konzept
ermoglicht es aber auch, konkurrierende Mechanismen aufzuzeigen [60]. Fiir den
Werkstoff X65Cr13 sind aus der Literatur bisher keine Aktivierungsenergien Q fiir
Sinter- oder Kriechvorginge bekannt, die es erlauben, direkt auf einen Transportme-
chanismus zu schlieen. Fiir den rostfreien austenitischen Stahl 316L hingegen wer-
den Aktivierungsenergien von 167 kJ/mol fir Korngrenzendiffusion und 280 kJ/mol
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fiir Volumendiffusion angegeben [100]. Die Grenzflachendiffusion erfolgt an dufleren
Oberflichen (Oberflichendiffusion) oder an inneren Grenzflichen (Korngrenzen-
diffusion). Gegeniiber der Volumendiffusion ist die Aktivierungsenergie fiir Grenzfla-
chendiffusion erheblich kleiner und auf die weniger feste Bindung der Bausteine in
den Grenzflachen zuriickzuftihren, die zudem stirker gestorte Bereiche darstellen
[101]. Der Transportmechanismus @ndert sich in Abhangigkeit von Druck, Tempera-
tur und Korngrofe [49]. Da die Sinterdilatometrie in dieser Arbeit ohne Lastaufbrin-
gung (drucklos) und bei den gleichen Temperatur-Zeit-Profilen durchgefiihrt wurden,
wird in diesem Fall der Transportmechanismus tiber die Partikelgrofle beeinflusst.
Langer [49] weist am Beispiel einer Sinterkarte von Al,0O5 darauf hin, dass fiir feinere
Pulver aufgrund einer geringeren Aktivierungsenergie die Korngrenzendiffusion
begiinstigt wird. Mit zunehmender Partikelgrof3e steigt das Volumen im Verhiltnis
zur Grenzfliche. Aus diesem Grund ist davon auszugehen, dass mit zunehmender
Partikelgrofe die Volumendiffusion dominiert. Nach Schatt [46] sind Sintervorgiange
in der festen Phase diffusionskontrollierte Vorgénge, bei denen Oberflidchen-, Korn-
grenzen- und Volumendiffusion {iberlagert auftreten. Die Art der Uberlagerung wird
von der Partikelgrofe bestimmt [3]. Aus Tabelle 5.2 wird deutlich, dass mit zuneh-
mender PartikelgroBe die Aktivierungsenergie Q steigt. Die Aktivierungsenergien
stellen vermutlich eine Uberlagerung mehrerer Mechanismen dar und sind mogli-
cherweise deshalb deutlich hoher als die Aktivierungsenergien von 316L, die jeweils
nur fir einen Diffusionsmechanismus angegeben sind. Die Pulververteilungen mit
kleinerer PartikelgroBBe weisen im Verhiltnis einen groferen Anteil an Grenzfliche
auf, wodurch die Korngrenzendiffusion dominieren diirfte, die eine geringere Aktivie-
rungsenergie benotigt als die Volumendiffusion, die bei groeren Partikeln iiberwiegt.

Die ermittelten Aktivierungsenergien aus der Master-Sinter-Kurve hidngen zudem von
den gewihlten Fitfunktionen bzw. Theta-Funktionen ab. Johnson [60] verglich die
Aktivierungsenergie, die sich aus der Berechnung mit der s-formigen Fitgleichung
nach Teng [59] ergab, mit der Aktivierungsenergie aus einem Fit mit einer
polynomialen Fitfunktion. Fiir die gleichen Ausgangsdaten des Materials ZnO erhielt
er mit der s-formigen Funktion 350 kJ/mol und fiur die Polynom-Funktion
310 kJ/mol. Zwei weitere Angaben zur Aktivierungsenergie fiir ZnO machten Chu et
al. [102] mit 210 kJ/mol und Gupta/Coble [103] mit 276 £13 kJ/mol. Die Unterschie-
de in den Aktivierungsenergien fiir das gleiche Material zeigen, dass die Interpretation
der Ergebnisse nicht einfach ist. Je nach Fitfunktion [60] oder auch Temperatur-Zeit-
Profilen der Ausgangsdaten [104] dndert sich die Aktivierungsenergie fiir das gleiche
Material.
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Variation der Theta-Funktion

Neben der in dieser Arbeit verwendeten Theta-Funktion (Gleichung (2.18)), die die
reziproke Temperatur 7 beinhaltet, nutzt Park [55] eine Theta-Funktion ohne den
Term 1/T:

ot T®) = fotexp (—R%)-dt (5.1

Beziiglich der Giite der Anpassung der Master-Sinter-Kurven an die gemessenen
Sinterdichten unterscheiden sich die Theta-Funktionen nach Gleichung (2.18) oder
(5.1) nicht nennenswert. Allerdings ergeben sich je nach Wahl der Theta-Funktion
unterschiedliche Aktivierungsenergien. Abbildung 5.5 zeigt die gemessenen und
berechneten Schwindungsverldufe fir drei Temperatur-Zeit-Profile der Partikel-
grofenverteilung 15-22 pm und deren Standardabweichungen, die nahezu fiir beide
Theta-Funktionen identisch sind. Die Aktivierungsenergie unterscheidet sich in die-
sem Fall um 36 kJ/mol. Fiir die Genauigkeit der Vorhersage des Sinterverhaltens ist
es nicht ausschlaggebend, welche Theta-Funktion verwendet wird. Lediglich die
Aktivierungsenergie dndert ihren Betrag geringfligig.

Q = 500,375 KJ/mol Stabw.(2,5K/min) = 0,3553% Q = 536,182 KJ/mol Stabw.(2,5K/min) = 0,3613%
A - o, Stabw.(5K/min) = 0,3073% R o, Stabw.(5K/min) = 0,3086%
g L Stabw.(10K/min) = 0,3117% b, Stabw(10K/min) = 0,3465%
2 o
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Abbildung 5.5: Vergleich der Messwerte aus Dilatometermessungen und der Berechnung der
Schwindungsverldufe aus der MSC fiir 15-22 pm mit Theta-Funktion mit 1/7 Term aus Glei-
chung (2.18) (links) und ohne 1/7 aus Gleichung (5.1) (rechts)

Es lidsst sich nachweisen, dass sich dhnliche Sintermodelle nicht anhand unterschied-
lich enger Anpassungen an gemessene Sinterverldufe bewerten lassen. Fiir hohe Akti-
vierungsenergien O und Temperaturen 7, wie sie fiir das Sintern von Metall- oder
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Keramikpulvern iiblich sind, ldsst sich jede Funktion 7"'exp(-Q,/RT) durch eine Funk-
tion 7"%exp(-Q/RT) approximieren. Hierzu werden Funktionswerte fiir vorgegebene
Werte n; und Q, generiert und fiir einen frei gewihlten Exponenten », durch Anpas-
sung von O, approximiert. Die Nichtunterscheidbarkeit existiert zumindest solange
die Exponenten #; und n, zwischen +1 und -2 vorgegeben werden. Da diese Aquiva-
lenz beziiglich der Regression auch die Funktion T"%exp(-Q/RT) umfasst, kann anstelle
von Gleichung (5.1) ebenso die entsprechende Theta-Funktion

o(t, T(®) = fot%-exp (— RQ—T) -dt (5.2)

verwendet werden. Diese weist den Vorteil auf, dass sie fiir konstante Aufheizge-
schwindigkeiten geschlossen integrierbar ist.

Fazit

Der anzugleichende Parameter a, der die Differenz zwischen Ausgangs- und Enddich-
te beschreibt, sollte physikalisch sinnvolle Werte annehmen. Fithrt der durch Aus-
gleichsrechnung erhaltende a-Parameter zu Enddichten tiber 100 %, sollte er statt
dessen aus den Messwerten der Sinterdilatometrie abgeschétzt werden und in der
Regressionsrechnung als Konstante vorgegeben werden. Besteht das Ziel darin, eine
Vorhersage des Schwindungsverhaltens durchzufiihren, ohne Riickschliisse auf Sin-
termechanismen zu ziehen wollen, bietet es sich an, die Master-Sinter-Kurve mit a als
anzugleichenden Parameter zu berechnen. In diesem Falle sind alle Parameter als
reine Fitparameter zu betrachten. Im Vergleich zu einem fest vorgegebenen Wert fiir a
fithrt diese Vorgehensweise zu etwas geringeren Standardabweichungen zwischen den
gemessenen und berechneten Werten, wie ein Vergleich der Standardabweichungen
aus Abbildung 5.5 mit Abbildung 4.11 zeigt.

5.3.3 Vergleich mit dem Kinetic Field Ansatz

Beim MSC-Konzept wird fiir den gesamten Sinterprozess eine konstante Aktivie-
rungsenergie vorausgesetzt. Der Kinetic-Field-Ansatz (Kapitel 2.4.2), der auf der
gleichen Basisgleichung (Gleichung (2.16)) wie das MSC-Konzept beruht, ermoglicht
die Ermittlung von Aktivierungsenergien in Abhéngigkeit von der Sinterschwindung.

In Abbildung 5.6 ist das Kinetic-Field fiir eine Partikelgroenverteilung von
15-22 pum dargestellt. Punkte mit gleicher Schwindung sind auf den Kurven unter-
schiedlicher Aufheizgeschwindigkeiten miteinander verbunden und stellen Iso-
Schwindungslinien dar. Uber einen linearen Fit lassen sich ihre Steigungen berech-
nen, aus denen sich nach Gleichung (2.21) die Aktivierungsenergien ergeben.
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Abbildung 5.6: Kinetic-Field: Berechnung der Aktivierungsenergie Q iiber Isoschwindungslinien
fiir die PartikelgroBenverteilung 15-22 pm

Abbildung 5.7 zeigt die Aktivierungsenergien in Abhdngigkeit des Sinterfortschritts
fir die PartikelgroBenverteilung 15-22 pum, die tber die Steigungen der Iso-
Schwindungslinien zwischen Kurven mit unterschiedlicher Aufheizgeschwindigkeit
aus Abbildung 5.6 berechnet wurden. Nach einer Sinterschwindung von 4 % pendelt
sich die Aktivierungsenergie auf Werte zwischen 400 kJ/mol und 450 kJ/mol ein.
Diese Aktivierungsenergien sind der ermittelten Aktivierungsenergie tiber die Master-
Sinter-Kurve von 500 kJ/mol fiir dieselben Ausgangsdaten von 15-22 pum (Tabelle
5.2) sehr dhnlich. Die iiber den Kinetic Field Ansatz ermittelten Aktivierungsenergien
0(¢) zeigen bei allen untersuchten Pulverfraktionen eine dhnliche Abhédngigkeit: Hohe
Werte im Anfangsstadium, die sich im weiteren Verlauf ab ca. 4 % Schwindung
asymptotisch einem niedrigeren Wert annéhern.
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Abbildung 5.7: Aktivierungsenergie Q in Abhéngigkeit der Sinterschwindung fur die Partikel-
groBenverteilung 15-22 pm

Die Aktivierungsenergie darf, dhnlich der Auswertung der Master-Sinter-Kurve, nur
mit Vorsicht interpretiert werden. Es ergibt sich auch hier nicht die Aktivierungsener-
gie eines einzelnen Transportvorganges, sondern eine scheinbare Aktivierungsenergie,
die sich aus allen thermisch aktivierten Vorgidngen beim Sintern zusammensetzt. Dass
die Aktivierungsenergie zu Beginn des Sinterprozesses deutlich hoher ist, liegt nach
Raether und Schulze Horn [104] an der Oberflachendiffusion, obwohl diese, vergli-
chen mit der Korngrenzendiffusion und Volumendiffusion, die geringste Aktivie-
rungsenergie aufweist. Die Oberflichendiffusion setzt in der Aufheizphase als erster
Transportvorgang ein und fiihrt zu einem steigenden Partikelkontakt. Damit verbun-
den ist eine Abnahme der Sinteraktivitit, aber keine Sinterschwindung. Bei geringe-
ren Heizraten (z.B. 2,5 K/min) ist der relative Beitrag der Oberflédchendiffusion grofler
als bei hoheren Heizraten (z.B. 10 K/min). Das fithrt dazu, dass sich die Iso-
Schwindungspunkte bei geringen Heizraten nach links im Kinetic Field, das heifit zu
hoheren Temperaturen hin verschieben. Hierdurch wird die Steigung der Iso-
Schwindungslinie erhoht und damit steigt die scheinbare Aktivierungsenergie an
[105]. Bei steigender Temperatur nimmt der Beitrag der Korngrenzen- und Volumen-
diffusion zu und der beschriebene Effekt nimmt ab [65].
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5.3.4 Vorhersage fiir verschiedene Partikelgroflenverteilungen

An und Johnson [106] zeigten, dass sich die Master-Sinter-Kurve fiir uniaxiales Heil3-
pressen (Drucksintern) zu einer Master-Sinter-Flache (engl. Master-Sintering-Surface)
erweitern ldsst. Dabei trugen sie auf der dritten Achse den Druck auf. Das ermoglichte
ihnen die Vorhersage von Schwindungsverldufen druckgesinterter Proben fir ver-
schiedene Driicke. In der vorliegenden Arbeit wurde beabsichtigt, das Schwindungs-
verhalten fiir verschiedene PartikelgroBenverteilungen vorherzusagen. Die Sinter-
dilatometrie von PartikelgroBenverteilungen mit konstanter mittlerer Partikelgrofe
und variierender Verteilungsbreite und umgekehrt ergab, dass die mittlere Partikel-
groBe x5y fiir den verwendeten Werkstoff das fiir die Sintergeschwindigkeit bestim-
mende Mal} darstellt. Aus diesem Grund wurde die KenngroBle xso auf der dritten
Achse aufgetragen. Wie das Ergebnis aus Abbildung 4.14 zeigt, fiihrt die Vorhersage
des Schwindungsverhaltens aus der interpolierten Master-Sinter-Kurve von 7-15 um
zu Standardabweichungen von bis zu 1 %. Die Master-Sinter-Kurve 7-15 pm wurde
dabei aus den Parametern der Master-Sinter-Kurven <7 pm und 15-22 pm, bei denen
der Parameter a einen anzugleichenden Parameter darstellt, berechnet. Wie in
Kapitel 5.3.1 diskutiert, ergeben sich dadurch zumindest fiir den Parameter a physika-
lisch nicht sinnvolle Werte.

Aus diesem Grund wurde die Vorhersage des Schwindungsverlaufs aus der interpo-
lierten Master-Sinter-Kurve 7-15 pm wiederholt (Abbildung 5.8). Im Gegensatz zu
Abbildung 4.13 erfolgte die Interpolation der Master-Sinter-Kurve 7-15 um durch die
Master-Sinter-Kurven <7 um und 15-22 um, deren g-Parameter letztlich aus den
Messwerten der Sinterdilatometrie bestimmt wurden. Die graphische Darstellung lasst
eine gute Ubereinstimmung der Vorhersage mit den Messwerten vermuten. Durch
Berechnung der Standardabweichungen wird jedoch deutlich, dass die Abweichungen
bis zu 1,25 % betragen. Diese Abweichungen sind in Anbetracht einer Gesamt-
schwindung von ca. 14 bis 15 % zu hoch, um zur rechnerischen Anpassung der zeitli-
chen Sinterverldufe unterschiedlicher Werkstoffe herangezogen zu werden. Die
Ursache fiir die deutlichen Abweichungen liegt in dem sehr unterschiedlichen Sinter-
verhalten der verschiedenen PartikelgroBenverteilungen. Vor allem in der Enddichte
unterscheiden sich die Pulverfraktionen deutlich. Dies fiihrt zu ungleichen Master-
Sinter-Kurven und damit zu grofen Unterschieden in den Parametern. Im Unterschied
hierzu fiihrte bei An und Johnson [106] die Variation der Driicke beim heil3iso-
statischen Pressen zu wesentlich geringeren Verdnderungen der Sinterkurven und
Enddichten und damit zu Master-Sinter-Kurven, die sich relativ dhnlich sind.
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Abbildung 5.8: Vorhersage des Schwindungsverlaufs bei drei Heizraten tiber die interpolierte
Master-Sinter-Kurve 7-15 pm und Vergleich mit Messwerten aus der Sinterdilatometrie fiir die
PartikelgroBenverteilung 7-15 pm. Die Interpolation der Master-Sinter-Kurve erfolgte durch die

Master-Sinter-Kurven <7 pm und 15-22 pm, deren a-Parameter durch die Endschwindungen der
Sinterdilatometrie bestimmt wurden.
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5.4 Modellierung des Wandgleitens

In Abschnitt 5.4.1 werden bisherige Ansdtze zur Modellierung von Wandgleiten
aufgezeigt, auf die Ergebnisse zum Gleitverhalten in Kapitel 4.4 bezogen und disku-
tiert, warum diese Ansétze nicht geeignet sind. In Abschnitt 5.4.2 wird ein neuer
Ansatz zur Beschreibung von druck- und geschwindigkeitsabhingigem Wandgleiten
vorgestellt und schlieBlich in Abschnitt 5.4.3 mit Messungen verifiziert.

5.4.1 Bisherige Ansiitze zur Beschreibung von Wandgleiten

Bei der Ermittlung der FlieBkennwerte aus Messungen mit Rheometern muss das
Gleiten an der Rheometerwand beriicksichtigt werden. Die Ergebnisse zum Wand-
gleitverhalten in Kapitel 4.4.3 beruhen auf der Annahme von konstanten Wandgleit-
geschwindigkeiten im FlieBkanal. Nach Gleichung (2.40) hingt die Wandgleit-
geschwindigkeit nur von der Wandschubspannung t,, und der Gleitgrenze r; und nicht
vom Druck p ab. Die Giiltigkeit dieser Gleichung setzt zwingend einen linearen
Druckverlauf entlang des FlieBwegs voraus. Bei den von Windhab [32] untersuchten
Suspensionen ist diese Bedingung erfiillt. Langer [107] und eigene Messungen
(Abbildung 4.20 und Abbildung 4.21) zeigen jedoch, dass Driicke in FlieBkandlen
nichtlinear verlaufen konnen. Stuft man eine eventuelle Druckabhingigkeit der Vis-
kositdt [108] als vernachldssigbar ein, so muss bei nichtlinearen Druckverldufen die
Wandschubspannung neben der Gleitgeschwindigkeit zusétzlich vom Druck abhén-
gen.

Uhland [77] beschreibt das Wandgleiten durch die Reibung zwischen Partikeln und
Wand und damit rein druckabhingig. Er verwendet dazu den Ansatz der
Coulombschen Reibung mit der Reibungszahl sz

Fp=u-Fy (53)

Da sich die Reibkraft F; als auch die Normalkraft Fy auf die selbe Fliache bezichen,
ergibt sich zwischen der Wandschubspannung und dem Druck der Zusammenhang

Ty =@-p (54

wobei die Wandschubspannung iiber die bekannte Bezichung (2.29)

T, = (—Z—’Z)) -; (2.29)

mit dem (lokalen) Druckgradienten verkniipft ist.
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Durch Einsetzen der Gleichung (2.29) in (5.4) ergibt sich der Druckgradient in Achs-
richtung z eines Rohres fiir den Fall des ,,Coulombschen Wandgleitens*.

( dp)=2-p-u (5.5)

T dz R

Daraus wird ersichtlich, dass dp/dz vom 6rtlichen Druck p selbst abhingt. Die Integra-
tion der Gleichung (5.5) liefert den Druckverlauf im Gleitbereich,

D =Dpa-e€xp [ZTH (L- Z)] (5.6)

wobei p, der Druck am Ausgang (Ausgangsdruckverlust) des Rohres (z = L) ist.

Unter Annahme von Coulombscher Reibung nimmt der Druck ausgehend vom Aus-
gangsdruckverlust mit zunehmendem Abstand vom Auslauf exponentiell zu. Zu be-
achten ist bei diesem Ansatz, dass zur Beschreibung der Druckverldufe entlang des
FlieBweges ein Druck p, am Ausgang vorliegen muss. Im instationdren Fall, das heif3t
bevor das Fluid den Kanalausgang erreicht, ist der Ausgangsdruckverlust null. Damit
kann sich tiber die gesamte Liénge kein Druck aufbauen. Der Ansatz iiber die
Coulombsche Reibung setzt voraus, dass die Wandschubspannung nur vom Druck
und nicht von der Wandgleitgeschwindigkeit abhéngt.

Windhab [32] hingegen weist auf die deutliche Abhingigkeit der gemessenen Wand-
schubspannung von der Gleitgeschwindigkeit bei seinen Experimenten hin, vernach-
lassigt jedoch eine eventuelle Druckabhangigkeit.

Lénger [107] zeigte anhand der Untersuchung zweier keramischer Massen, dass sich
deren FlieBverhalten nicht unter der Annahme von Coulombscher Reibung in Glei-
chung (5.4) beschreiben ldsst. Keine der beiden Massen zeigte eine lineare Abhangig-
keit zwischen Wandschubspannung und Druck. Eine Masse wies eine konstante
Wandschubspannung iiber dem Druck auf, die andere Masse einen degressiven
Schubspannungsverlauf. Der nichtlineare Druckverlauf der zweiten Masse zeigt, dass
bei Wandgleiten die Druckabhingigkeit der Wandschubspannung nicht von vornhe-
rein ausgeschlossen werden darf.

Auch Reher [109], der sich mit Wandgleiteffekten bei der Verarbeitung von Kunst-
stoffen beschiftigte, weist daraufhin, dass die Druckabhingigkeit der Wandgleitge-
schwindigkeit berticksichtigt werden muss.

Fazit

Fiir Wandschubspannungen, die entweder eine reine Druckabhdngigkeit oder sowohl
eine Druck- als auch Geschwindigkeitsabhéngigkeit aufzeigen, sind somit die Gleit-
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gesetze aus den Gleichungen (2.40) und (5.4) nicht geeignet. Im folgenden Kapitel
wird deshalb eine Abhdngigkeit der Wandschubspannung von Druck und Geschwin-
digkeit eingefiihrt. Hierzu wird das Reibungsgesetz nach Stribeck [110][111] zur
Beschreibung von Gleitlagern auf das Wandgleiten von Fluiden tibertragen.

5.4.2 Modellbetrachtung zum druckabhingigen Wandgleiten

Die gemessenen nichtlinearen Druckverldufe sind zwingend mit einer ortsabhéngigen
Wandschubspannung verkniipft. Im Folgenden soll deshalb ein Ansatz vorgestellt
werden, der durch Koppelung von Modellen fiir das ScherflieBen und das Wandglei-
ten lber eine ortsabhingige Wandschubspannung zu nichtlinearen Druckverldufen
fiihrt.

FlieBmodell

Die am Hochdruckkapillarrheometer (Abbildung 4.22, Abbildung 4.23 und Abbildung
4.24) ermittelten FlieBkurven der Feedstocks zeigen strukturviskoses Verhalten. Zu
ihrer Beschreibung bietet sich der Potenzansatz von Ostwald - de Waele an, der alter-
nativ zu Gleichung (2.26) teilweise folgendermalien in der Literatur [68] [112] formu-
liert wird:

¢t =y (5.7)

Hierbei wird ¢ als Fluiditdt und m als FlieBexponenten bezeichnet. Im Falle newton-
scher Fluide (m = 1) stellt die Fluiditdt den Kehrwert der dynamischen Viskositit dar.
Der FlieBexponent m beschreibt die Abweichung vom newtonschen FlieBverhalten. Je
grofler m, desto strukturviskoser verhélt sich die Masse. Fir die Umrechnung von
Gleichung (2.26) in Gleichung (5.7) gilt:

k= ¢)Wl und n=— (5.8)

m
Der Potenzansatz beriicksichtigt keine FlieBgrenzen. Da aber die ermittelten Schub-
spannungen aus Kapitel 4.4.2 schon bei niedrigen Schergeschwindigkeiten deutlich
iiber den gemessenen Fliegrenzen aus Kapitel 4.4.1 liegen, ist durch die Vernachlés-
sigung der FlieBgrenze kein groferer Fehler zu erwarten. Eine Beriicksichtigung der
FlieBgrenze 7, ist prinzipiell moglich, beispielsweise indem statt des Potenzansatzes
nach Ostwald - de Wale die Flie3funktion nach Hershel-Bulkley (Gleichung (2.28))
verwendet wird.
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Nach Einsetzen des Geschwindigkeitsgradienten —dv(r,z)/dr anstelle der Scherge-
schwindigkeit y(r,z) und der Schubspannung 7(r,z) aus Gleichung (2.29) geht die
Gleichung (5.7) iiber in

dv(r, z) m dp\™
S e N

Durch Integration von Gleichung (5.9) tiber r ergibt sich die lokale Axialgeschwin-
digkeit v(r,2):

v(r,z) =

¢(d_p

m
- .= . em+1
7 m 1) dz) r +C (5.10)

Wird die Integrationskonstante C durch die zunichst unbekannte lokale Wandgleitge-
schwindigkeit v(R,z) = v4(z) entsprechend

ot (2

m
=— "t (= . pm+1
7 (m+ D) dZ)WG R + v4(2) (5.11)

ausgedriickt, so ergibt sich fur die lokale Geschwindigkeitsverteilung tiber dem Rohr-
querschnitt:
¢ ( dp

V(T',Z) ZUg(Z)‘Fm' _dZ

m
) . (Rm+1 _ .rm+1) (512)

WG
Durch Einsetzen von w(r,z) aus Gleichung (5.12) in Gleichung (2.30) ldsst sich die
lokale Wandgleitgeschwindigkeit v,(z) durch den Volumenstrom V und den lokalen
Druckgradienten —dp/dz ausdriicken:

¢(d_p

m
- (- R™(5.13

v(R,z) = vy(2) =
m
Im Falle von Wandhaftung (v(R,z) = 0) ergibt sich der entsprechende Druckgradient
(—dp/dz)wy aus Gleichung (5.13) als eine ortsunabhingige Grofe:
1
<_d_p) _2 [mt3) vim (5.14)
dz WH B R Y ¢ R 3

Gleitmodell

Die Druckmessungen mit mehreren Druckaufnehmern in der Schlitzdiise ergaben fiir
alle untersuchten Feedstocks nichtlineare Druckverldufe (Abbildung 4.21). Eine mog-
liche Erklarung liefert eine Druckabhdngigkeit des Gleitverhaltens. Liegt ein druck-
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und geschwindigkeitsabhdngiges Wandgleitverhalten vor, bietet sich die Formulie-
rung eines Gleitmodells in Anlehnung an die Stribeck-Kurve [110][111] an. Diese
beschreibt die Reibung in Gleitlagern. Die Abschnitte der Kurve, welche sich auf
Mischreibung und hydrodynamische Reibung beziehen, lassen sich als Abhéngigkeit
der Wandschubspannung von der Flachenpressung p und der Gleitgeschwindigkeit v,
mit p als Proportionalitdtskonstante darstellen.

t=p f(pvy) (5.15)

Die Ubertragung auf das Wandgleiten von Fluiden fiihrt zu einem Zusammenhang
zwischen der Wandschubspannung 7,(z), der Gleitgeschwindigkeit v,(z) und dem
Druck p(z). Durch Einsetzen der Gleichung (5.15) in die Gleichung (2.29) fiir die
Wandschubspannung erhélt man den lokalen Druckgradienten als Funktion des Dru-
ckes und der Gleitgeschwindigkeit.

d 2 2
<_d_Z>WG=E-TW(Z)=E'Il'f(Prvg) (5.16)

Bei Annahme einer ausschlieflich von der Gleitgeschwindigkeit abhéngigen Gleit-
funktion 7 = f{v,), wird der Druckgradient ortsunabhéngig und damit der Druckabfall
im FlieBkanal linear. Nur unter dieser Voraussetzung darf das in Kapitel 2.5.5 erldu-
terte Mooney-Verfahren zur Berechnung der Gleitgeschwindigkeit angewandt wer-
den.

Eine reine Druckabhingigkeit der Gleitfunktion 7 = f{p) hingegen kann durch einen
Potenzansatz beziiglich des Druckes beschrieben werden. Der entsprechende Druck-
gradient lautet:

dp 2op
<_E)WG_—R P (5.17)

Fiir s = 1 entspricht dies einem linearen Zusammenhang zwischen der Wandschub-
spannung und dem Druck. Dieser Fall einer Coulombschen Reibung wurde in Kapitel
5.4.1 betrachtet.

Durch Integration von Gleichung (5.17) zwischen den Grenzen L und z bzw. entspre-
chend p, (Auslaufdruck) und p(z) = py ergibt sich der axiale Druckverlauf im Gleit-
bereich zu

1

L-2))= (5.18)

Pwe = |pa*+2 - (1—5)-
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und der Druckgradient durch Ableiten entsprechend zu:

(B
dZWG_ R

Die Gleichung (5.18) impliziert, dass der Druckverlauf lings des Rohrabschnitts, in
dem Wandgleiten auftritt, weder von der Fluiditdt ¢ noch vom FlieBexponenten m des
Fluids abhingt. Der Volumenstrom V beeinflusst den Druckverlauf nur indirekt iiber
den Auslaufdruckverlust. Fiir p, = 0 entfillt auch dieser Einfluss und der Druck wird
ausgehend vom Rohrende (z = L) bis zum Einsetzen von Wandhaftung nur durch die
Proportionalitdtskonstante 4 und dem Gleitexponenten s bestimmt.

(L— )]s

piS+2-u-(1—s)- (5.19)

Kombination von Wandhaftung und Wandgleiten

Das Wandgleiten kann sich entweder tiiber die gesamte Linge L zwischen
Druckaufnehmer und Auslauf oder nur tiber einen Teilbereich erstrecken. Im letzteren
Fall liegt von z = 0 bis zu einer Position von z = z; Wandhaftung und von z; bis zum
Auslauf (z = L) Wandgleiten vor, wobei die Gleitgeschwindigkeit in FlieBrichtung mit
zunchmendem Abstand von z; zunimmt. An der Stelle z; des Ubergangs von Wand-
haften zu Wandgleiten ist die Wandschubspannung 7j(z;) unabhingig davon, ob in
die Gleichung (2.29) der Druckgradient fiir Wandhaftung aus der Gleichung (5.14)
oder fiir Wandgleiten aus Gleichung (5.19) eingesetzt wird. Somit gilt am Ubergang

(B~ 520

Nach Einsetzen der beiden Gleichungen in Gleichung (5.20) folgt die Liange des
Gleitbereichs L-z; = L bzw. die relative Lange des Gleitbereichs (L-z;)/R = L/R:

1-s

(L_Zl)zL_lz 1 . (m+3) 1 m.s_pl—s (5 21)
R R 2-u-(-s) ||m-¢p-um™ R3 4 '

Z

Die relative Gleitlinge hingt vom Volumenstrom und dem Auslaufdruckverlust ab.

An der Stelle z; (Ubergang von Wandhaften zu Wandgleiten) stellt sich nach Glei-
chung (5.18) ein Druck py(z)) = p, ein:

1
P = [p}fs +2-p-(1—=s)- & ;Zl)]l_s (5:22)
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Durch Einsetzen der relativen Gleitldnge aus Gleichung (5.21) in die Gleichung (5.22)
wird deutlich, dass p; im Gegensatz zur relativen Gleitlinge nicht vom Auslaufdruck-
verlust p, abhingt:

1

py = |t Ve (5.23)

1 ¢ . Hm R3
Die Gleichung (5.23) in Gleichung (5.21) eingesetzt, ergibt die relative Gleitlinge
ausgedriickt in Abhéngigkeit von p:

L-z) Lt 1 1-s 1-s
R R Zad-s (p1i°—pi®) (5.24)

Fuhrt die Gleichung (5.24) zu negativen Werten fiir z; bzw. zu L, > L, so erfolgt der
Ubergang zum Wandgleiten bereits im (hypothetischen) Einlaufbereich z < 0 und der
Druckverlauf wird tiber die gesamte Lénge L durch Gleichung (5.18) beschrieben.

Fiir positive Werte von z; folgt die Wandgleitgeschwindigkeit zwischen z = z; und
z =L durch Einsetzen des Druckgradienten aus Gleichung (5.19) in Gleichung (5.13):

7 -y
v(R,z)=vg(Z>=m‘<iTu3>'
ms (5.25)
'[Pi‘5+2-u'(1—5)'(L;Z)]l

Im Rohrabschnitt zwischen z = 0 und z = z; liegt Wandhaftung vor mit einem konstan-
ten Druckgradienten entsprechend Gleichung (5.14).

dp
Pwy =P1t (_ E>WH "z (5.26)

Nach Einsetzen von p; aus Gleichung (5.23), von (-dp/dz)wy aus Gleichung (5.14)
und von z; aus Gleichung (5.21) bzw. (5.24) in Gleichung (5.26) ergibt sich nach
einigen Zwischenrechnungen der Druck pyy(z=0) in Abhingigkeit von Volumen-
strom, Linge und Radius des Rohres, FlieBexponent m, Reibungsexponent s und
Auslaufdruckverlust p

N

B (m+3)_
Pwh = D)

L
m+3) K]’"
T ¢) . ‘um R3 (5.27)

T[.¢.Hm R3

(1-s)
P4 L
[(1 —g Ak R]

(m+3) V ]m's
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Ist bei einem konstanten Volumenstrom V fiir unterschiedliche Positionen L des
Druckaufnehmers der Druck py;; gegen L aufgetragen und ist z; nach den Gleichun-
gen (5.21) bzw. (5.24) fiir alle gewihlten Positionen positiv, so ergibt sich fiir Glei-
chung (5.27) eine Gerade. Der Achsenabschnitt dieser Gerade (d.h. der auf
L = 0 extrapolierte Wert fiir py;;) nimmt fiir 0 <s < 1 und fiir kleine Auslaufdruckver-
luste p 4 negative Werte an. Somit kann es zu scheinbar negativen Auslaufdruckverlus-
ten kommen, wenn alle Druckaufnehmer im wandhaftenden Bereich positioniert sind
und stromabwirts des letzten Druckaufnehmers Wandgleiten einsetzt. Mit der hédufig
praktizierten Bagley-Korrektur unter Verwendung von unterschiedlich langen Kapil-
laren und einem Druckaufnehmer vor dem Einlauf wird Wandgleiten meist nicht
bemerkt, da bei dieser Anordnung der auf L = 0 extrapolierte Druck die Summe von
Ein- und Auslaufdruckverlust darstellt und diese in der Regel positiv ist.

Tritt bei konstant gehaltenem Volumenstrom und Variation von L iiber die gesamte
Lénge aller Rohre bzw. bei allen Positionen der Druckaufnehmer Wandgleiten auf, so
ergibt sich der Druck pj5(z=0) aus Gleichung (5.18):

1

L11=s
Pwe = [p}l_s+2-,u-(1—s)-E ’ (5.28)

Somit treffen unterschiedliche Relationen zwischen dem Druck p und der Rohrlénge L
zu, je nachdem, ob an der Stelle des Druckes p Wandhaftung (Gleichung (5.27)) oder
Wandgleiten (Gleichung (5.28)) herrscht.

Um die abgeleiteten Gleichungen zu veranschaulichen, sind in Abbildung 5.9 die
Verldufe von Wandschubspannung, Druck und Wandgleitgeschwindigkeit fiir ver-
schiedene Volumenstrome bzw. scheinbaren Schergeschwindigkeiten dargestellt. Den
Berechnungen liegen die FlieBkennwerte m = 1,58 und ¢ = 69,4 bar™/s sowie die
Gleitparameter s = 0,79 und z = 0,17 bar'"® zugrunde. Die Graphen fiir Wandschub-
spannungen, Druckverteilungen und Gleitgeschwindigkeiten beziehen sich auf einen
Radius von 0,5 mm und sind in Abhéngigkeit von (L-z)/R (dem relativen Abstand

vom Auslauf) angegeben.
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Abbildung 5.9: Verlauf der Wandschubspannung, des Drucks und der Wandgleit-
geschwindigkeit {iber dem Verhiltnis von Abstand vom Auslauf zu Rohrradius (R = 0,5 mm) bei

verschiedenen Volumenstromen bzw. scheinbaren Schergeschwindigkeiten (Rohrauslauf
bei (L-z)/R = 0)

Die Wandschubspannung verringert sich ab dem Beginn des Gleitbereichs (L-z;) bis
zum Rohrauslauf (L-z = 0). Aus der Kombination der Gleichungen (5.19) und (2.29)
geht hervor, dass ein linearer Verlauf der Wandschubspannung nur fiir einen Druck-
exponenten von s = 0,5 zutrifft. Der berechnete Druck p steigt ausgehend vom Kapil-
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larausgang zunidchst progressiv und nach Einsetzen von Wandhaftung linear an. Im
unteren Teil der Abbildung ist der Verlauf der Wandgleitgeschwindigkeit gezeigt. Es
ist ersichtlich, dass die Linge des Wandgleitbereichs mit steigendem Volumenstrom
zunimmt.

5.4.3 Verifizierung des Modells

Messungen mit dem Schlitzkapillar-Rheometer

Fiir die Untersuchung des Wandgleitverhaltens wurden verschiedene Feedstocks bei
der Firma Gottfert mit einem Rheometer mit Schlitzkapillare (Querschnitt des Recht-
eckkanals 10 mm x 1 mm, Lange 100 mm, drei Druckaufnehmer 25, 50 und 75 mm
vom Ausgang entfernt positioniert) bei 135 °C und 100 °C unter Variation des Volu-
menstroms vermessen. Fiir den Grofteil der Durchsdtze nahmen die Driicke anné-
hernd linear mit dem Abstand vom Kanalausgang zu, d.h. die Druckaufnehmer
befanden sich im Bereich der Wandhaftung. Stromabwirts des letzten Druck-
aufnehmers setzte Wandgleiten ein. Dies gab sich anhand der (linear extrapolierten)
negativen Auslaufdruckverluste zu erkennen. Fiir Rundkapillaren kann die Auswer-
tung des Durchsatzes durch Regressionsrechnung nach Gleichung (5.27) erfolgen. Fiir
die verwendete Schlitzkapillare mit Spalthéhe H und Spaltbreite B (B >> H) lautet
diese Gleichung entsprechend:
1

s (m+2) V (3)2]%_'_ (m+2) K(E)Z]ﬁ
H
L
H

Pwn= "9z ¢-um B 2-¢-um B \H

| [ i (5.29)

+2-u-
a-s" "
Hierbei stellen s, m, 1, gund p, anzugleichende Parameter dar.

Fiir zwei Feedstocks mit und ohne zusétzlichen Dispergator sind die nach Gleichung
(5.29) ermittelten FlieB- und Gleitkennwerte aus der Regressionsrechnung zusammen
mit den aus dem Platte-Platte-Rheometer ermittelten FlieBgrenzen fiir die Massetem-
peraturen von 135 °C und 100 °C in der folgenden Tabelle 5.3 zusammengefasst.
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Tabelle 5.3: FlieB- und Gleitkennwerte

F tock mit Di t F tock ohne Di t
Kennwert  Einheit eedstock mit Dispergator eedstock ohne Dispergator

135°C 100 °C 135°C 100 °C
- 1,737 1,577 1,988 2,066
¢ bar™/s 608,55 69,40 147,19 15,74
s - 0,991 0,785 0,348 0,950
u bar"™ 0,338 0,172 0,181 0,084
Pa bar 0,0073 0,0008 0,0361 0,3482
Ty bar 0,04 > 0,04 > 0,04 > 0,04

Mit den tiber die Regressionsrechnung ermittelten Kennwerten kann anschlieend die
Wandgleitfunktion py berechnet werden. Fiir die Schlitzkapillare lautet die Wand-
gleitfunktion entsprechend der fur Rundkapillaren abgeleitete Gleichung (5.28):

1

L11=s
pWG=[p}1_S+2'H'(1_S)'E ) (5:30)

Im oberen Teil der Abbildung 5.10 sind fiir einen Feedstock ohne zusétzlichen
Dispergator die gemessenen Driicke bei verschiedenen Volumenstromen und einer
Temperatur von 135 °C dargestellt. Die Schar der Regressionsgeraden (Reg.(V))
wurden entsprechend Gleichung (5.29) mit der abhéngigen Variablen pyy und den
beiden unabhingigen Variablen V und L ermittelt. Anzumerken ist, dass die bei den
Volumenstrdmen 1666,7 und 833,3 mm?/s ermittelten Driicke an der Position 25 mm
bei der Regressionsrechnung mit null gewichtet wurden.

Wie im unteren Teil der Abbildung 5.10 zu erkennen ist, tritt entlang der berechneten
Gleitfunktion, beginnend an den Punkten L,(V) / p,(V), Wandhaftung fiir L > L, und
p > p; mit linearen Druckverldufen ein. Fiir Rechteckspalte ergeben sich die Uber-
gangsdriicke entsprechend zu der fiir Rohre abgeleiteten Gleichung (5.23) zu

1

2) Vo 2\ ms
Py = M.K.(_) (5.31)
2:¢p-uy™ B \H
und die relativen Gleitldngen analog der Gleichung (5.24) zu
(L - Zl) _ Ll _ 1

HCH Tapd-s @) 632

Die linearen Druckverldufe im Wandhaftungsbereich stellen Tangenten der Gleitkur-
ve an den Punkten L,(V) / p;(V) dar. Je hoher der Durchsatz, desto linger ist der
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Wandgleitbereich, desto hoher liegen die Ubergangsdriicke p; und desto groBer ist die
Steigung der Tangente, die den Druckverlauf im Wandhaftungsbereich wiedergibt.
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Abbildung 5.10: oben: gemessene Driicke im Spaltrheometer mit Regressionsgeraden im Wand-
haftungsbereich und berechnetem Druckverlauf (Gleitfunktion) im Wandgleitbereich;
unten: vergroBerte Darstellung mit Gleitlinge L, und Ubergangsdriicke p; auf der Gleitfunktion
fiir verschiedene Volumenstrome

Die Zusammensetzung der Feedstocks und ihre Temperatur beeinflussen wesentlich
die Auspragung des Wandgleitens, wie durch den Vergleich der jeweiligen Gleitfunk-
tionen zu erkennen ist. Abbildung 5.11 zeigt die Gleitfunktionen und die vom Durch-
satz abhingigen Ubergangsdriicke p; und Gleitlingen L, fiir zwei MIM-Feedstocks
mit und ohne zusétzlichen Dispergator bei Temperaturen von 135 °C und 100 °C. Es
wird deutlich, dass die Gleitkurven, beginnend vom Ausgang des FlieBkanals, mit
abnehmender Temperatur deutlich flacher verlaufen. Damit verbunden ist bei glei-
chem Volumenstrom ein hoherer Ubergangsdruck p; bei niedrigerer Temperatur. So
betréigt beispielsweise der Ubergangsdruck p; fiir den Feedstock ohne zusitzlichen
Dispergator bei einem Volumenstrom von 83 mm®/s bei 100 °C 28,5 bar und bei
135 °C 5 bar (beide Feedstocks weisen gleiche Volumenfiillgrade an Metallpulver
auf). Das bedeutet, dass bei gleichem Volumenstrom der Feedstock bei niedrigerer
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Temperatur eine grofere Gleitlainge aufweist als bei hoherer Temperatur. Vergleicht
man die Gleitldngen zwischen dem Feedstock mit und ohne Dispergator, so ist zu
erkennen, dass der Feedstock ohne Dispergator einen groBeren Gleitbereich aufweist.
Dies ist nach den Gleichungen (5.31) und (5.32) auf eine geringere Fluiditdt und/oder
einem geringeren Reibungskoeffizienten zurtickzufiihren.
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Abbildung 5.11: Vergleich der Gleitkurven von zwei Feedstocks mit und ohne zusitzlichen
Dispergator bei Temperaturen von 135 °C und 100 °C. Die eingezeichneten Punkte stellen die
Ubergangsdriicke von Wandgleiten zu Wandhaften bei den entsprechenden Volumenstrémen
dar.

Messungen mit einem Spritzgiefwerkzeug

Die Untersuchung des FlieB- und Gleitverhaltens der Feedstocks mit und ohne zusétz-
lichen Dispergator erfolgte in der Zickzack-Kavitdt unter SpritzgieSbedingungen mit
Hilfe von drei Druckaufnehmern. In Abbildung 5.12 sind der angussnahe Druck pp 1,
der kavitdtsmittige Druck pp,, und die Druckdifterenz (pp,i-pp42) zum Zeitpunkt des
Ansprechens des angussfernen Druckfiihlers pp,; fiir diese Feedstocks tiber den Ein-
spritzvolumenstrom dargestellt. Es ist zu erkennen, dass bei dem Feedstock mit
Dispergator weder der angussnah noch der mittig gemessene Druck merklich vom
Einspritzvolumenstrom abhéngen. Hingegen wurde bei dem Feedstock ohne zusitzli-
chen Dispergator ein geringer Druckabfall bei Einspritzgeschwindigkeiten zwischen 4
und 10 cm’/s festgestellt. Bei Einspritzgeschwindigkeiten von unter 1 cm’/s mit
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Zusatzdispergator und unter 2,5 cm’/s ohne Zusatzdispergator (in Abbildung 5.12
nicht dargestellt) ist die Masse bereits vor dem Erreichen des angussfernen Druck-
aufnehmers {iber den gesamten Querschnitt des FlieBkanals erstarrt. Die deutlichen
Druckanstiege bei geringen Einspritzvolumenstromen sind Folge der Viskositétserho-
hung durch Abkiihlung der Masse beim Einspritzvorgang. Die Hydraulikdriicke der
SpritzgieBmaschine (in Abbildung 5.12 nicht dargestellt) nehmen mit zunehmender
Einspritzgeschwindigkeit dagegen stark zu. Dies ist darauf zuriickzufiihren, dass
zwischen Schnecke und Zylinder und der Maschinendiise Verhiltnisse wie im
Kapillarrheometer herrschen.
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Abbildung 5.12: Forminnendriicke der Druckaufnehmer pp4 und pps und der Druckdifferenz
(ppa1-ppaz) 1n der Zickzack-Kavitit tiber verschiedenen Einspritzvolumenstromen fiir Feedstocks
mit und ohne zusitzlichen Dispergator

Beim Spritzgieen der Feedstocks liegt die Werkzeugtemperatur deutlich unterhalb
ihrer Schmelzetemperatur. Im Falle von Wandgleiten bedeutet dies, dass im Gegen-
satz zum Rheometer auf der Werkzeugoberflidche kein Fluid, sondern eine erstarrte
Randschicht gleitet. Dass bei gleicher Werkzeugfiillung die Forminnendriicke wih-
rend der Einspritzphase durch die Einspritzgeschwindigkeit kaum beeinflusst werden,
erklart sich durch Gleichung (5.30). Da die erstarrte Randschicht der Masse vom
ersten bis zum dritten Druckaufnehmer an der Wand der Kavitit gleitet, hangen die
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Driicke nur von den Abstinden L zwischen der FlieBfront (d.h. dem angussfernen
Druckfiihler) und dem angussnahen bzw. mittleren Druckaufnehmer ab, jedoch nicht
vom Volumenstrom V, der Fluiditit ¢ und dem FlieBexponenten m.

Fazit

Der vorliegende Ansatz beschreibt die Koppelung von Modellen fiir ScherflieSen und
Wandgleiten iiber die Wandschubspannung. Hierzu wird das Reibungsgesetz nach
Stribeck zur Beschreibung von Gleitlagern auf das Wandgleiten von Fluiden tibertra-
gen. Der Ansatz beinhaltet die Sonderfille einer Coulombschen Wandreibung nach
Uhland [77] und einer tiber die Kapillarlinge konstanten Wandgleitgeschwindigkeit
nach Mooney [78]. Als Beispiel wird das FlieBmodell fiir strukturviskose Fluide nach
Ostwald - de Waele mit einer Wandschubspannung verkniipft, die im Gleitbereich
von der Potenz des Druckes abhéngt.

Die untersuchten Feedstocks (Fillgrad 68 Vol.-%) mit und ohne zusétzlichen
Dispergator konnten rheologisch entsprechend dem beschriebenen Modell interpre-
tiert werden. Die in Kapitel 4.4.2 untersuchten Feedstocks (Fiillgrad 63 Vol.-%) zur
Ermittlung des Einflusses der PartikelgroBenverteilung zeigten iiber die gesamte
Kanalldnge im Spaltrheometer nichtlineare Druckverldufe, die fiir unterschiedliche
Volumenstréme nicht auf einer einzigen Gleitkurve verlaufen. In diesem Fall liegt ein
druck- und geschwindigkeitsabhdngiges Wandgleiten vor. Die Beschreibung dieser
Massen erfordert daher statt einer rein druckabhdngigen Wandschubspannung zusétz-
lich eine Abhéngigkeit von der Wandgleitgeschwindigkeit.



6 Zusammenfassung

Das MetallpulverspritzgieBen (MIM) ist ein etabliertes Verfahren zur wirtschaftlichen
Erzeugung komplexer metallischer Einkomponenten-Bauteile (1K-Bauteile). Die
Herstellung von Verbundbauteilen tiber 2K-MIM konnte sich trotz der in der Einlei-
tung beschriebenen vielen Vorteile bisher nicht durchsetzen. Erste erfolgsversprech-
ende Anwendungsbeispiele in Form von Demonstratorbauteilen haben das Potenzial
der 2K-MIM-Technologie zwar aufgezeigt, doch der Durchbruch der Technologie
setzt im Vergleich zum 1K-Verfahren ein tieferes Verstandnis aller Prozessschritte
voraus.

Die vorliegende Arbeit leistet einen theoretischen und experimentellen Beitrag zur
Erforschung der Grundlagen fiir den 2K-Metallpulverspritzguss. Ziel war es den Ein-
fluss der PartikelgroBenverteilung auf das Sinterverhalten zu untersuchen und die sich
aus der Anderung der PartikelgroBe ergebenden Konsequenzen fiir das FlieBverhalten
beim Spritzgiefen aufzuzeigen. Dariiber hinaus war es Aufgabe der Arbeit das Sinter-
verhalten fiir verschiedene Heizraten und PartikelgroBenverteilungen mit einem Mo-
dell vorherzusagen. Die Beschreibung des Flie- und Wandgleitverhaltens von Feed-
stocks in einem Modell war ein weiterer Schwerpunkt der Arbeit.

Partikelgroflenverteilungen

Die Untersuchungen wurden an windgesichteten Pulverfraktionen aus einer Charge
des hochlegierten Stahlpulvers X65Cr13 durchgefiihrt. Um den Einfluss spezieller
Kennwerte, wie die mittlere Partikelgrole xso und die Verteilungsbreite o, bewerten
zu konnen, wurden aus den Ausgangspulverfraktionen maBgeschneiderte Pulvermi-
schungen mit unabhédngig voneinander definierten mittleren Korngréfen und Ver-
teilungsbreiten hergestellt.

Sinterverhalten

Die Dilatometermessungen haben das Potenzial der PartikelgroBe als StellgroBe zur
Steuerung des Sinterverhaltens gezeigt. Generell gilt, je feiner die Partikel, desto
geringer die Sinterstarttemperatur und desto hoher die Sintergeschwindigkeit und
Endsinterdichte. Die Variation der mittleren Partikelgrofe xs, bei konstanter Vertei-
lungsbreite ¢ fihrte zu einem deutlichen Unterschied in der spezifischen Oberfliche
und damit im Sinterverhalten. Die Variation der Verteilungsbreite o bei konstanter
mittlerer PartikelgroBe x5, offenbarte nur geringe Anderungen der spezifischen Ober-
flachen und damit ein dhnliches Sinterverhalten. Anhand der untersuchten Pulverver-
teilungen wurde zudem deutlich wie wichtig ein Feinanteil fiir die Sinteraktivitdt und
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zur Erreichung hoher Enddichten ist. Die Ubereinstimmung der lichtmikroskopischen
Gefligeaufnahmen und der gemessenen Restporosititen von gesinterten Proben im
Dilatometer und Sinterofen zeigte die Ubertragbarkeit der Ergebnisse.

Vorhersage von Sinterverhalten

Die Bestimmung des richtigen Temperatur-Zeit-Profils fiir ein gewiinschtes Sinter-
verhalten tiber die Sinterdilatometrie ist sehr aufwendig. Ohne den Einsatz eines
Sintermodells muss jedes Heizratenprofil einer zeitintensiven Dilatometermessung
unterzogen werden. Durch die Anwendung des Konzepts der Master-Sinter-Kurve
konnte, ausgehend von nur drei Dilatometermessungen bei verschiedenen Tempera-
tur-Zeit-Profilen, das Schwindungsverhalten fiir weitere Temperaturprofile vorherge-
sagt werden. Die Brauchbarkeit des MSC-Ansatzes wurde in dieser Arbeit fiir alle
PartikelgroBenverteilungen von X65Cr13 gezeigt. Uber die Arbeit hinaus wurde der
MSC-Ansatz bereits erfolgreich fiir die Vorhersage des Schwindungsverhaltens einer
FeCo-Legierung genutzt.

Erstmalig wurde das Konzept der Master-Sinter-Kurve zur Vorhersage des Schwin-
dungsverhaltens fiir verschiedene Partikelgroenverteilungen erweitert und angewen-
det. Ein Vergleich zwischen der Vorhersage des Schwindungsverhaltens einer
Partikelgrofenverteilung und der Kontrollmessung fiihrte allerdings zu Standardab-
weichungen von bis zu 1,25 %. In Anbetracht einer Gesamtschwindung von ca. 14 bis
15 % ist diese Abweichung zu hoch, um das erweiterte Konzept als zuldssiges Werk-
zeug zur rechnerischen Anpassung der zeitlichen Sinterverldufe unterschiedlicher
Werkstoffe heranziehen zu konnen.

Flieiverhalten

Das FlieBverhalten von Feedstocks mit unterschiedlichen PartikelgroBenverteilungen
wurde sowohl in Rheometern als auch im SpritzgieBwerkzeug charakterisiert.

Bei den Messungen der FlieBgrenze wurde nachgewiesen, dass diese von der mittle-
ren PartikelgrofBe, der Verteilungsbreite und dem Fiillgrad abhéngig ist. Werden die
gemessenen Fliegrenzen in Relation zu den Schubspannungen gesetzt, die bereits bei
niedrigen Einspritzgeschwindigkeiten beim Spritzgieen auftreten, so liegen die
gemessenen FlieBgrenzen deutlich niedriger und sind somit vernachldssigbar.

Ein Einfluss der mittleren Partikelgrofle auf die FlieBfunktion konnte bei niedrigen
Schergeschwindigkeiten im Hochdruckkapillarrheometer festgestellt werden. Mit zu-
nehmender Schergeschwindigkeit verringerte sich der Effekt deutlich und die FlieB3-
funktionen niherten sich aneinander an.
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Die Versuche im SpritzgieBwerkzeug fithrten zu dem Ergebnis, dass das FlieBverhal-
ten weder von der mittleren Partikelgro3e noch von der Breite der Verteilung abhén-
gig ist, sondern nur vom Fiillgrad.

Beschreibung des Fliefi- und Gleitverhaltens durch einen Modellansatz

Alle untersuchten Feedstocks zeigten strukturviskoses FlieBverhalten und wiesen
einen hohen Gleitanteil auf. Ohne Beriicksichtigung des Gleitverhaltens sind
rheometrische Messungen nicht auf andere Geometrien tibertragbar. Fiir den Feed-
stock 22050 58 wurde exemplarisch eine Gleitkorrektur nach der géngigen Mooney-
Methode durchgefiihrt. Diese beruht auf der Voraussetzung einer konstanten Wand-
gleitgeschwindigkeit im FlieBkanal. Die Giiltigkeit des Ansatzes von Mooney setzt
zwingend einen linearen Druckverlauf entlang des FlieBwegs voraus. Die Messungen
im Spaltrheometer zeigten allerdings fiir alle untersuchten Feedstocks nichtlineare
Druckverldufe. Die bisher existierenden Wandgleitmodelle unter Annahme von linea-
ren Druckverldufen oder von Coulombscher Reibung eignen sich nicht zur Beschrei-
bung der untersuchten Massen. Aus diesem Grund wurde ein neuer Ansatz vorgestellt
und diskutiert, der durch Koppelung von ScherflieBen und Wandgleiten iiber eine
ortsabhingige Wandschubspannung zu nichtlinearen Druckverldufen fiihrt. Der An-
satz wurde flir zwei Compounds mit und ohne zusétzlichen Dispergator im Spalt-
rheometer und im SpritzgieBwerkzeug verifiziert.

Entmischungen

Beim SpritzgieBen konnten keine Entmischungen von Partikeln und Bindersystem
direkt an der Grenzfliche, dem Kontaktbereich der beiden Komponenten, festgestellt
werden. Fir alle untersuchten Partikelgroenverteilungen wurde an der Grenzflache
keine Binderanreicherung gefunden. Allerdings zeigten sich deutliche Entmischungen
unterhalb der erstarrten Randschicht im Grunteil fiir den Feedstock mit einer schma-
len Verteilungsbreite.

Fazit und Ausblick

Zusammenfassend lésst sich festhalten, dass die Variation der mittleren Partikelgrofie
Xso einen grofen Effekt beim Sintern zeigt, jedoch das FlieBverhalten beim Spritzgie-
Ben nur wenig beeinflusst. Keinen nennenswerten Einfluss zeigt die Breite der Vertei-
lung o auf das Sinter- und FlieBverhalten. Jedoch erfordern Entmischungen, die im
oberflichennahen Bereich der Probe (unterhalb der erstarrten Randschicht) fiir den
Feedstock mit schmaler Verteilungsbreite festgestellt wurden, weitere Untersuchun-
gen, um ein besseres Verstandnis fiir die Entmischungsvorgénge zu bekommen.
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Die Sinterdilatometrie hat sich in dieser Arbeit als wertvolles Instrument zur Charak-
terisierung des Sinterverhaltens verschiedener PartikelgroBenverteilungen bei unter-
schiedlichen Temperatur-Zeit-Profilen bewihrt. Ein wichtiger Gesichtspunkt, der
durch die Sinterdilatometrie nicht erfasst werden kann, sind Grenzfldchenreaktionen
zwischen den Werkstoffen des Verbundes. In diesem Fall und um eine Aussage darti-
ber treffen zu konnen, welche Abweichungen zwischen den Sinterkurven zweier
Materialien tolerierbar sind, bieten sich Co-Sinterversuche an.

Die Untersuchungen haben gezeigt, dass mit Hilfe der Master-Sinter-Kurve die Vor-
hersage des Schwindungsverhaltens eines Materials fiir neue Temperatur-Zeit-Profile
moglich ist. Im Hinblick auf 2K-Anwendungen ist es der nachste Schritt, das Konzept
der Master-Sinter-Kurve so weiterzuentwickeln, dass ein Optimierungsprogramm die
Master-Sinter-Kurven von zwei anzugleichenden Materialien nutzt und automatisch
das Temperatur-Zeit-Profil errechnet, welches zu einer bestmoglichen Angleichung
des zeitlichen Sinterverhaltens der beiden Komponenten fiihrt. Alternativ hierzu
konnten neue sinterkinetische Ansétze unter Einbeziehung unterschiedlicher Partikel-
groflenverteilungen und Ausgangsdichten erarbeitet werden.



7 Anhang

Tabelle 7.1:  Ermittelte Parameter aus der Regressionsrechnung zur Berechnung der Master-
Sinter-Kurve fiir sechs verschiedene Partikelgrofenverteilungen (p, ist bekannt)

Parameter  po[%] a [%] b [-] cl-] log(6») [log(s/K)] Q [kJ/mol]

<7 pm 58 33,85 0,51 1,55 -21,44 522,1
7-15 pm 58 38,18 0,81 2,35 -19,78 496,0
15-22 pm 58 39,3 0,57 0,7 -15,68 4310
22-32 pm 58 147,6 2,55 8,060 -19,36 4464
32-38 pm 58 185,48 3,49 22,58 -23,9 466,7
38-45 pm 58 210,8 3,68 10,63 -22,5 5152

Tabelle 7.2:  Ermittelte Parameter aus der Regressionsrechnung zur Berechnung der Master-
Sinter-Kurve fiir sechs verschiedene Partikelgrolenverteilungen (po und a sind
bekannt)

Parameter  p,[%] a %] b [-] cl-] log(6)) [log(s/K)] QO [kJ/mol]

<7 pm 58 36,44 0,66 3,80 -18,30 419,1
7-15 pm 58 36,44 0,64 1,56 -17,65 447,1
15-22 pm 58 34,80 0,38 0,37 -17,83 500,4
22-32 pm 58 27,99 0,23 0,19 -19,27 557,0
32-38 pm 58 19,60 0,20 0,16 -20,67 603,0
38-45 pm 58 17,71 0,19 0,14 -21,28 623,1

Tabelle 7.3:  Ubersicht der Standardabweichungen in % zwischen Messwerten aus der
Sinterdilatometrie und den berechneten Schwindungswerten iiber die Master-
Sinter-Kurve (MSC) mit vorgebenem a-Paramter

. . ) Standardabw. [%] Standardabw. [%] Standardabw. [%]
Partikelgrofienverteilung

(2,5 K/min) (5 K/min) (10 K/min)
MSC <7 pm 0,888 0,623 0,704
MSC 7-15 pm 0,432 0,213 0,374
MSC 15-22 pm 0,355 0,307 0,312
MSC 22-32 pm 0,311 0,250 0,385
MSC 32-38 pm 0,194 0,184 0,285

MSC 38-45 pm 0,152 0,178 0,209
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