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Kurzfassung

Ein weltweiter Transformationsprozess, dessen wesentlicher Bestandteil der Umstieg
von konventionellen Antrieben, wie z.B. dem Verbrennungsmotor, zu elektrischen
Fahrzeugen ist, zwingt die Automobil- und Automobilzulieferindustrie zu einem gro3en
Wandel. Die CO,-Ziele fiir 2030 kénnen jedoch nicht allein durch den Ausbau der
Elektromobilitit erreicht werden. Dies bedatf zusitzlich einer Optimierung der vorhan-
denen Komponenten. Die Verringerung der CO»-Emissionen kann u.a. durch den Ab-
bau der Reibverluste im Ventiltrieb geleistet werden. Die darin vorliegenden thermi-
schen Belastungen bis zu 423 K verlangen den héchstfesten Federstihlen ein hohes

Maf an Kriech- bzw. Relaxationsfestigkeit im Ventiltrieb ab.

Im Rahmen der Dissertation sollen zwei in der Literatur votliegende Theorien zur Be-
schreibung des Kriechverhaltens von Federstihlen im Niedrigtemperaturbereich verifi-
ziert und der Kriechraten-kontrollierende Mechanismus des Versetzungsgleitens tiber-
prift werden. Dazu werden Kriechversuche mit Ventilfederdrihten unter Zug- und
Torsionsbelastung sowie inkrementelle Kriechtests, d.h. Spannungs-Stufen bzw. Tem-

peratur-Stufen-Tests, durchgefiihrt.

SchlieBlich wird die Ubertragbarkeit des Kriechverhaltens martensitischer Federstihle
unter uniaxialer Belastung auf das Kriechverhalten von Ventilfederdrihten unter biaxi-
aler Belastung diskutiert. Mit Hilfe numerischer Methoden kann so der Grundstein far
das zukinftige Voraussagen des Kriechverhaltens von Schraubendruck- bzw. Ventilfe-

dern gelegt werden.

il



Abstract

The global transformation process, which consists of the transition from conventional
drives, i.e. internal combustion engine, to battery electric vehicles, is forcing the auto-
motive and automotive supply industries to undergo a significant change. However, the
CO; targets for 2030 cannot be achieved solely by expanding electromobility. This also
requires an optimization of existing components. The reduction of CO, emissions can
be attained by reducing friction losses in the valve train. The thermal loads up to 423 K
within these valve trains demand a high level of creep or relaxation resistance from the

high-strength spring steels.

Within the scope of this dissertation, the two existing theories for describing the creep
behavior of spring steels in the low-temperature range will be verified and the creep
rate-controlling mechanism of dislocation glide will be examined. For this purpose,
creep tests with valve spring wires under tensile and torsional loading as well as incre-

mental creep tests, i.e. stress-step or temperature-step tests, will be conducted.

Finally, it will be reviewed whether the creep behavior of valve spring wires under biaxial
loading can be predicted by the knowledge about the creep behavior of martensitic
spring steels under uniaxial loading. This will be done by means of numerical methods,
which enables the prediction of the creep behavior of helical compression or valve

springs in future.
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1 Einleitung

Die Automobil- und Automobilzulieferindustrie sieht sich heutzutage verschiedenen
Herausforderungen gegentbergestellt. So fithren das Verlangen nach einer héheren
Fahrzeugsicherheit, gestiegene Anspriiche an den Fahrzeugleichtbau, ein verdndertes
Umweltbewusstsein der Autofahrer sowie gesetzliche Verordnungen zu einem stindi-
gen Optimierungsbedarf der Produkte, um am Markt wettbewerbsfihig zu bleiben. Die
Verschitfung der EU-Verordnung 2019/631 zur CO,-Emissionsreduktion sieht bei-
spielsweise vor, dass ab dem Jahr 2035 nur noch emissionsfreie Neuwagen, d.h. PKW
und leichte Nutzfahrzeuge, zugelassen werden durfen. Der Trend zur Reduzierung der
CO;-Emission, zur Verringerung des Kraftstoffverbrauches und zum Downsizing der
Motoren offenbart die Notwendigkeit weiterer Entwicklungen. Batterieelektrische An-
triebe weisen aktuell einen hohen Energie- und Materialaufwand in der Produktion auf,
sodass die CO»-Ziele fiir 2030 nur durch ein komplementires Miteinander der verschie-
denen Technologien erreicht werden kénnen [1]. Ein Beitrag zur Senkung der CO,-
Emission bzw. des Kraftstoffverbrauches kann durch den Abbau der Reibverluste im
Motor geleistet werden. Die entstehenden Reibverluste sind auf den Ventiltrieb zurtck-
zufithren, wobei sich diese proportional zu den erforderlichen Ventilfederkriften ver-

halten [2].

Das Ziel von Downsizing ist im Fall des Zylinderkopfes eine geringere Héhe durch die
Reduzierung der Federlinge L; bei geschlossenem Ventil, der Federlinge L, bei ge6ff-
netem Ventil und der maximal zuldssigen Blocklinge L 4, der Ventilfeder zu erreichen.
Dies fithrt zu einer notwendigen Anpassung der Gesamtwindungszahl n,, des Ventilfe-
derdrahtdurchmessers d oder des Federdrahtprofils, um die maximal zulissige Block-
linge L mqx der Ventilfeder bzw. die maximal zuldssigen Torsionsspannungen z,,; nicht
zu Uberschreiten. Hohere maximal zuldssige Torsionsspannungen 7,,; kénnen unter an-
derem durch den Einsatz moderner héchstfester Stihle ertragen werden. Diese sind den

geforderten mechanischen und thermischen Beanspruchungen zyklisch und dynamisch



ausgesetzt. Im Bereich des Ventiltriebs sind Temperaturen bis zu 423 K zu erwarten,

die dem Werkstoff ein hohes Maf3 an Kriech- bzw. Relaxationsfestigkeit abverlangen.

Aufgrund der Unklarheit tiber den Kriechraten-kontrollierenden Mechanismus marten-
sitischer Federstihle im Niedrigtemperaturbereich soll ein Ziel dieser Arbeit darin be-
stehen, diesen durch geeignete experimentelle Untersuchungen und anschlieBenden
Auswertungen zu identifizieren. Ein besonderes Augenmerk wird auf die mdglichen
Kriechraten-kontrollierenden Mechanismen wihrend des priméren Kriechens gelegt. So
sind mégliche Wechselwirkungen von mobilen Versetzungen mit anderen Gitterbaufeh-
lern, wie z.B. weiteren Versetzungen oder Nicht-Metallischen-Einschlissen und Korn-
grenzen, die zur Steigerung der Kriechfestigkeit beitragen, zu betrachten. Weiterhin
denkbar ist die Beeinflussung des Kriechverhaltens martensitischer Federstihle durch

den Mechanismus der Uberbriickung der Peierls Nabarro Spannung 775

Letztlich soll eine geeignete Beschreibung des Kriechverhaltens martensitischer Feder-
stihle unter uni- bzw. biaxialer Belastung gefunden werden, um so den Grundstein fiir
das zukiinftige Voraussagen des Kriechverhaltens von Schraubendruckfedern zu legen.
Mit dem Erreichen dieses Ziels konnten kiinftig geeignete Werkstoffe schon frithzeitig

durch einfache Werkstoffprifungen fiir den Finsatz in der Ventilfeder erkannt werden.



2 Stand der Technik

In diesem Kapitel wird auf die Ventilfeder als Bauteil eingegangen, wobei zunichst das
Hauptaugenmerk auf die grundlegenden Funktionen und charakteristischen Merkmale
einer Schraubendruckfeder gelegt wird. AnschlieBend werden mogliche Werkstoffe so-
wie deren notwendige Eigenschaften beztglich einer hohen Kriechfestigkeit vorgestellt.
Letztlich wird auf die Bedeutung des Herstellungsprozesses hinsichtlich der Kriechfes-

tigkeit eingegangen.

2.1 Grundlagen der Ventilfeder

Die Ventilfeder wird im Ventiltrieb des Zylinderkopfs, wie in Abbildung 1 dargestellt,
eingesetzt. Mit Hilfe des Ventiltriebs wird im Verbrennungsmotor der Gas- und La-
dungswechsel nach dem Hubkolbenprinzip gesteuert. Das Hubkolbenprinzip fihrt
durch die Rotation der Nockenwelle um die Lingsachse iiber einen exzentrischen No-

cken zu einer Lingsbewegung des Ventils.

Abbildung 1: Einsatz, einer ylindrischen VVentilfeder im Zylinderkopf



Eine wesentliche Funktion der Ventilfedern ist es, einen dauerhaften Kraftschluss zwi-
schen Nocken und Ventil im gesamten Drehzahlbereich des Motors zu gewihrleisten.
Dementsprechend miissen fiir ein sicheres Offnen und SchlieBen der Ventile permanent
ausreichend hohe Federkrifte vorliegen. Weitere grundlegende Funktionen sind die Ab-
sorption von auftretenden Vibrationen oder St6Ben sowie die Speicherung und Freiset-
zung von Energie. Die Ventilfedern miissen demzufolge bei der Entlastung wieder ihre

urspriingliche Form und Linge annehmen.

Ventilfedern gehdren zu den Schraubendruckfedern, welche verschiedene Bauformen
annehmen kénnen. Typisch sind zylindrisch symmetrische, zylindrisch asymmetrische,
konische oder bienenkorbférmige Ventilfederdesigns [3]. Wihrend der Belastung der
Feder mit der Kraft F wird diese um den Federweg s verformt. Die Federkraft-Weg-
Abhingigkeit wird als Federkennlinie bezeichnet und ist von der Form der Feder, deren
Abmessungen und vom Elastizitits- E bzw. Schubmodul G des Werkstoffes abhingig
[4]. Die Federkennlinie, wie in Abbildung 2 zu sehen, wird in linear, progressiv oder
degressiv unterschieden [5]. Die Federarbeit W ist die schraffierte Fliche unter der

Kraft-Weg-Kurve.

F| progressive
Kennlinie /S
lineare
Kennlinie
w
N .
N degressive
u — .
Kennlinie
N W
uC
t
_ 5t _4s g
2

Abbildung 2: Typische Verliufe von Federkennlinien [5]



Im Vergleich zu einer progressiven Federkennlinie neigen Ventilfedern mit einer linea-
ren Federkennlinie zu dynamischen Resonanzen bei hohen Maximal- und Hubbean-
spruchungen. Dies ist auf die niedrigere Eigenfrequenz f, der Ventilfeder zuriickzufiih-
ren, welche mit der Frequenz der Nockenwelle Gbereinstimmt. Mit Hilfe einer progres-
siven Federkennlinie kann die Federrate Ry, welche die Anderung der Federkraft F uber
den Federweg s beschreibt, durch das Ausschalten von aktiven Windungen verindert
und die Eigenfrequenz verschoben werden. Der Anstieg der Federrate R und die Ver-

ringerung der federnden Masse my fiihren tiber den Zusammenhang

1R @1
fe=53" my

zu einer Erh6hung der Eigenfrequenz [5].

Berechnung zylindrischer Schraubendruckfedern

Zur Berechnung der Krifte und Spannungen einer zylindrischen Schraubendruckfeder
aus rundem Draht dient die DIN 13906 Teil 1 als Grundlage [6]. Die Hauptbeanspru-
chung wird in Richtung der Federachse eingebracht, wobei der Beanspruchungszustand
einer Schraubendruckfeder in erster Ndherung mit einem auf Torsion beanspruchten

Stab verglichen werden kann.

Die Federkraft F einer zylindrischen Schraubendruckfeder wird durch deren Draht-
durchmesser d, mittleren Windungsdurchmesser D,,,, Federweg s, Schubmodul ¢ und
der Anzahl der federnden Windungen ny bestimmt. Fiir den Fall der linearen Feder-

kennlinie wird die Federkraft F fiir eine zylindrische Feder nach

a* 2.2)

F G
= — .5
8 Dm3'nf

wu



berechnet. Die Torsionsbelastung t hingt von dem Torsionsmoment M, sowie dem po-

laren Widerstandsmoment W, ab und kann mit

. A3
T=M,/W, und Wt=u 23)
16
bzw.
8 Dp 2.4
= f ¢4

ermittelt werden. Es gilt jedoch fiir statisch und dynamisch beanspruchte Federn zu
beriicksichtigen, dass aufgrund der Spannungsiiberh6hung an der Windungsinnenseite

korrigierte Schubspannungen 7, mit
T =Tk 2.5)

zum Einsatz kommen miissen. Der Spannungskorrekturfaktor k; nach dem Konzept

von Bergstrisser wird mit

_ w+05 _ Dy (2.6
s=w—o7s uwd w=-

berechnet. Hierbei entspricht w dem Wickelverhiltnis. Die Zusammenhinge zwischen
einer belasteten Feder, der entstchenden Federkraft F und den sich bildenden
Schubspannungen t bzw. 7, sind in Abbildung 3 grafisch dargestellt. Bei schwingender
Beanspruchung kommt es zu sich wiederholenden Lastspielen, wobei sich die korti-
gierte Hubspannung 7, und die korrigierte Amplitudenspannung 7, bei einem Einstu-
fenversuch nicht verindert. Im Betriebsfall werden Ventilfedern schwellend belastet,
d.h. die kotrtigierte Mittelspannung 7., 7 0 bzw. das Spannungsverhiltnis R > 0. Letz-
teres ergibt sich aus dem Verhiltnis der korrigierten Unter- 7, zur korrigierten Ober-

spannung Tye.
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Abbildung 3: Schranbendruckfeder mit Belastungs- und Federdiagramm, dbnlich [5]

Dimensionierung einer Schraubendruckfeder

Die Dimensionierung von Federn erfordert die Einhaltung vorhandener Beanspru-
chungsgrenzen, sodass es wihrend des Betriebs nicht zum Versagen der Feder kommt.
Die Beanspruchungsgrenzen sind auf der Grundlage von Werkstoffkennwerten zu be-
stimmen, die in verschiedenen Datenblittern oder Normen festgehalten sind. Als Werk-
stoffkennwerte kommen diesbeziiglich jene in Frage, die zum Versagen des Bauteils
fithren kénnten [4]. Im Fall von statischen bzw. quasistatischen Beanspruchungen sind
die zwei Werkstoffkennwerte Zugfestigkeit R, und 0,2 % Dehngrenze R, unter Zug-
belastung von grof3er Bedeutung. Diese kénnen mit Hilfe eines uniaxialen Zugversuches
ermittelt und in einem Spannungs-Dehnungs-Diagramm, wie in Abbildung 4 zu sehen,

abgelesen werden.
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Abbildung 4: Spannungs-Debnungs-Diagramm, abnlich [7]

Die Werkstoffkennwerte werden jedoch nicht im vollen Umfang ausgereizt. Unter Be-
ricksichtigung einer zusitzlichen Sollsicherheit ergeben sich sogenannte zuldssige Span-
nungen. Die zuldssige Schubspannung 7., bei Blocklinge wird z.B. nach der zuvor

genannten DIN Norm mit

Tezul = 0,56 Ry (27)

angegeben. Dies bedeutet, dass es bei der Belastung einer Schraubendruckfeder unter-
halb der zuldssigen Schubspannung 7., folglich zu keiner Reduzierung der Federlinge

nach Entlastung kommt, d.h. die Schraubendruckfeder ist blockfest.

Bei dynamisch beanspruchten Federn, wie im Fall der Ventilfeder, sind die Zeit- bzw.
Dauerschwingfestigkeit als ertragbare Spannung maligebend. Als Dauerfestigkeits-
schaubild kommt zum einen das Goodman-Diagramm zum Einsatz. Ein solches Dia-
gramm ist schematisch in Abbildung 5 dargestellt. Es wird verwendet, um eine Uber-
sicht iiber die ertragbare korrigierte Ober- 7 bzw. Unterspannung 7, fiir eine vorge-
gebene Lastwechselzahl zu erhalten. Die Steigung beider korrigierter Torsionsspannun-
gen lisst sich mit Hilfe von Dauerschwingversuchen bei verschiedenen Spannungshii-
ben bis zur geforderten Lastwechselzahl ermitteln. Die horizontale Linie zwischen Nr.
4 und 5 stellt die Streckgrenzengerade dat, oberhalb dieser ein elastisch-plastisches

Werkstoffverhalten einsetzt. Folglich ergibt sich der weil hinterlegte Arbeitsbereich fir



eine dynamisch beanspruchte Feder, wobei eine mégliche Kombination aus korrigierte

Ober- 1o und Unterspannung 7,y beispielhaft durch Nr. 6 symbolisiert wird [8].
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Rein schwellende Beanspruchung
Schnittpunkt der Streckgrenzengeraden
mit der ertragbaren korrigierten Ober-
spannung

Schnittpunkt der Streckgrenzengeraden
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Beispielhafte Kombination aus Ober-
und Unterspannung

Abbildung 5: Goodman-Diagramm [8]

Das Haigh-Diagramm in Abbildung 6 zeigt den Zusammenhang zwischen der korrigier-

ten Amplituden- 7,4 und der korrigierten Mittelspannung t, fiir eine vorgegebene Last-

wechselzahl. Da die Ventilfeder ausschlieB3lich schwellend belastet wird, ist nur der Be-

reich unterhalb der Ursprungsgeraden mit einem Spannungsverhiltnis R = 0 von Be-

deutung. Der Punkt Nr. 3 symbolisiert sowohl im Goodman- als auch im Haigh-Dia-

gramm den Zustand identischer korrigierter Amplituden- 74, und Mittelspannung 7yy,.

Die Steigung der Linie zwischen den Punkten Nr. 3 und 4 spiegelt die Mittelspannungs-

empfindlichkeit wider, wobei die verlingerte gestrichelte Linie die Abszisse bei der Zug-

festigkeit R, trifft. Gekreuzt wird diese Linie durch die bereits erwihnte Streckgrenzen-

gerade zwischen Nr. 4 und 5, welche beide Achsen des Haigh-Diagramms auf Hohe der

Streckgrenze R, schneidet [9].
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Abbildung 6: Haigh-Diagramm [8]

Federstihle weisen jedoch keine ausgeprigte Streckgrenze R, auf, sodass sich oft mit
der 0,2 % Dehngrenze RZ,, bzw. einer Dehngrenze mit geringerer plastischer Verfor-
mung beholfen wird. Je ndher der beispiclhaft ausgewihlte Arbeitspunkt Nr. 6 im mog-
lichen Arbeitsbereich an der Streckgrenzengerade liegt, desto groBer ist die korrigierte
Mittelspannung 7. Aufgrund der niedrigen korrigierten Amplitudenspannung 7,4 am
rechten Rand des Arbeitsbereiches ist die Wahrscheinlichkeit eines Ausfalls der Feder
sehr gering. Vielmehr erfihrt die Feder wihrend des Betriebs einen hohen Relaxations-

verlust Fgeiqy, det mit einem Verlust an Fedetkraft F verbunden ist [8].
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Kriechen & Relaxation einer Schraubendruckfeder

Unterliegt eine Schraubendruckfeder dauerhaft sowohl einer quasistatischen bzw. zyk-
lischen als auch einer thermischen Belastung, kann dies zur Beeintrichtigung der Funk-
tion fihren. So kénnen unter den Einfluss von bestimmten Temperaturen T und Span-
nungen o unterhalb der makroskopischen Streckgrenze R, zeitlich abhingige plastische
Verformungen entstehen, die dem Begriff des Kriechens zugeordnet werden. Im Fall
der Schraubendruckfeder spiegelt sich die zeitlich abhingige plastische Verformung in
Form ecines Lingenverlustes der Feder wider. Die schematische Darstellung eines
Kriechversuchs mit konstanter Belastung ist in Abbildung 7 (a) gezeigt. Dabei verringert
sich zunichst die Ausgangslinge L, der Feder unmittelbar nach der Belastung zu einer
Federlinge L,. Aufgrund der zeitlich konstanten Belastung reduziert sich die Federlinge
L, weiter, sodass die Federldnge L; zu L,(t,) wird. Die sich zeitlich einstellende Verin-
derung der Federlinge ist beispielhaft in Abbildung 7 (b) dargestellt. Nach der Entlas-
tung stellt sich die Federlidnge Ly(t,) ein, welche sich gegentiber der Ausgangslinge L,

um den Federweg s verringert hat.
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Abbildung 7: (a) Schematische Darstellung eines Kriechvorganges mit konstanter Belastung, (b)
Kriechkurve einer Schranbendruckfeder, dhnlich [4]

Der Kriechverlust Lyyjecn kann mit

Lot 2.8)
L

)-100%
0

Lkriecn = (1
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angegeben werden. Bei der Relaxation einer Schraubendruckfeder kommt es hingegen
zu einer zeitlichen Verinderung der Federkraft F, welche sich unter Anwendung einer
bestimmten Temperatur T sowie einer ausgewihlten Spannung o unterhalb der makro-
skopischen Streckgrenze R, bei einer konstanten Einspannlinge einstellt [4], [6]. Ein

schematischer Ablauf eines solchen Versuches ist in Abbildung 8 gezeigt.

Abbildung 8: Schematische Darstellung eines Relaxationsversuches, abnlich [4]

Um einen ersten Eindruck tiber den Kraftverlust bzw. die Relaxation einer Ventilfeder
bei einer geforderten Einbaulinge zu erhalten, verlangen einige OEM s Relaxationsver-
suche, bei dem die Ventilfeder einer Temperatur von 423 K fiir 16 Stunden ausgesetzt
ist. Folglich kann ein moglicher Kraftverlust der Ventilfeder gemessen werden, wobei

der Kraftverlust Fgeq, mit Hilfe der Gleichung (2.9)

F, =11 —F(t) -100 9
Relax — - FO %

2.9)

berechnet wird.
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2.2 Anforderungen an Federstéhle

Aus den Erlduterungen zur Dimensionierung einer zylindrischen Schraubendruckfeder
aus Federdraht mit Kreisquerschnitt sowie zu den Dauerfestigkeitsschaubildern geht
hervor, dass sich grundsitzlich ein Werkstoff mit hoher Zugfestigkeit R,, und hoher

Streckgrenze R, bzw. 0,2 % Dehngrenze R%,, fiir den Einsatz in Ventilfedern cignet.

Fir eine Schraubendruckfeder kénnen prinzipiell sowohl unlegierte als auch niedrig-
und hochlegierte Stihle verwendet werden. Fur dynamisch beanspruchte Federn, wie
z.B. die Ventilfeder, werden nach der DIN EN 10270 Teil 2 6lschlussvergiitete Feder-
drihte vorgeschlagen. Diese Norm enthilt Angaben zur Sorteneinteilung, zur Oberfld-
chengiite, zur chemischen Zusammensetzung, zu Nicht-Metallischen-Einschlissen und
zu den mechanischen Eigenschaften der élschlussvergiiteten Federstihle. Im Allgemei-
nen werden niedriglegierte Chrom-Vanadium (CrV) oder Silizium-Chrom-Stihle (SiCr)
fir den Federdraht eingesetzt, die sich nach Meissner et al. fiir einen Temperaturbereich

bis zu 473 K eignen [4].

Neben den 6lschlussvergiiteten Federstihlen kann auch patentiert gezogener Feder-
stahldraht nach der DIN EN 10270 Teil 1 eingesetzt werden. Beide bestechen trotz
hoher Zugfestigkeiten R,, > 2.000 N/mm? mit einer guten Verarbeitbarkeit. Im Ver-
gleich zu den 6lschlussvergiiteten Federstihlen gilt jedoch zu bertcksichtigen, dass im
Fall der patentiert gezogenen Federstahldrihte nach erneuter Wirmebehandlung die so-
genannte Reckalterung auftritt, welche die Zihigkeitseigenschaften bereits bei niedrigen

Temperaturen verringert.

Fir die Ventilfedern kommen aufgrund der hohen Anforderungen an die Dauerfestig-
keit nur Slschlussvergiitete Federstihle der Sorte VD in Frage, da sich diese durch einen
hohen Reinheitsgrad, besondere chemische und technologische Eigenschaften sowie ei-

ner besonderen Oberflichenglite auszeichnen [10]. Eine Steigerung der Dauerfestigkeit
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kann durch die Erh6hung bereits vorhandener Legierungselemente oder durch die Hin-
zugabe von weiteren Legierungselementen erreicht werden. Mit Hilfe der Legierungs-
elemente Silizium, Chrom und Vanadium ldsst sich z.B. durch Gitterverspannung und
Karbidbildung die Materialfestigkeit erhéhen. Insbesondere das Legierungselement
Kobhlenstoff spielt eine entscheidende Rolle, da mit Zunahme des Kohlenstoffgehalts
bis ca. 0,6 % auch die Festigkeit steigt [11]. Es gilt jedoch zu beachten, dass eine Erho6-
hung der Materialfestigkeit auch immer eine Reduzierung der Duktilitit des Federstahls
mit sich bringt. Dieser Reduzierung kann mit Legierungselementen, wie z.B. Nickel,
entgegengewirkt werden. Die ErhShung der Dauerfestigkeit ist, wie in den Erliuterun-
gen zum Haigh-Diagramm verdeutlicht, mit einem Anstieg der zuldssigen korrigierten
Amplitudenspannung 7,4 und Mittelspannung 7, verbunden. Die Linie zwischen den

Punkten Nr. 3 und Nr. 4 wirde sich entsprechend nach oben verschieben.

Bezuglich der Kriech- bzw. Relaxationsfestigkeit ist eine hohe Streckgrenze R, anzustre-
ben, da dies eine héhere Spannung o ohne plastische Verformung zulisst. Eine héhere
Streckgrenze R, wirkt sich ebenfalls positiv auf die Streckgrenzengerade in Abbildung 6
(Line zwischen Nr. 4 und 5) aus. Durch die Verschiebung nach rechts kénnte folglich
eine héhere korrigierte Mittelspannung 4, ohne plastische Verformung bzw. mit gerin-
gerer Relaxation der Ventilfeder ertragen werden. Es gilt jedoch zusitzlich die Tempe-
raturabhingigkeit der Streckgrenze R, und des Schubmoduls G zu beriicksichtigen. Letz-

tere basiert auf die folgende Bezichung

E(T) (2.10)

6 =3 (1 + vg(T))

zum Elastizititsmodul E und der Querkontraktionszahl vy, wobei in Abbildung 9 bei-
spielhaft die Temperaturabhingigkeit des Elastizititsmoduls E sowohl von Eisen als

auch von anderen Werkstoffen gezeigt wird.
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Abbildung 9: Temperaturabhingigkeit des Elastizititsmoduls [12]

Bei Vernachlissigung der Temperaturabhingigkeit beider Werkstoffkennwerte besteht
demnach das Risiko einer zeitlichen Lingenidnderung der Ventilfeder bei mechanischer
und thermischer Belastung. Meissner et al. fithren weiterhin an, dass sich die meisten
Federwerkstoffe nicht ideal elastisch verhalten, sondern schon bei kleinen Schubspan-

nungen 7 von ca. 300 MPa plastische Anteile aufweisen [4].

2.3 Herstellungsprozess

Die Herstellung der Ventilfedern erfolgt tiber mehrere Schritte von der Roheisen- und
Stahlherstellung {iber die Walzdraht- und Federdrahtherstellung bis hin zur Federher-
stellung. In Abbildung 10 ist beispielhaft die Prozessroute von der Roheisenerzeugung
im Hochofen (BF) tber das Sauerstoffaufblasverfahren (D), der Pfannenmetallurgie
(LF) und der StranggieBanlage (CC) bis hin zur Walzdrahtherstellung am Standort
Kakogawa der Kobe Steel Ltd. dargestellt.
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Abbildung 10: Progessroute des Walzdrabtes der Kobe Steel 1td., dbnlich [13]

Wihrend der pfannenmetallurgischen Behandlung wird die exakte chemische Zusam-
mensetzung der Legierung eingestellt sowie die Desoxydation, die Entschwefelung und
die Homogenisierung der Schmelze vorgenommen. Insbesondere die Desoxydation
spielt eine grofie Rolle, da Silizium anstelle von Aluminium verwendet wird. Dies fihrt
statt schwer verformbarer Aluminiumoxide zur Bildung weicherer Silikate. Die kleine-
ren Nicht-Metallischen-Einschliisse begiinstigen durch ihre geringere Kerbwirkung die
Dauerfestigkeit der Federstahldrihte, sodass die Herstellung eines ,,Super-Clean®-Stahls

gewihrleistet ist.

Nach der pfannenmetallurgischen Behandlung wird die Schmelze tber eine Stranggief3-
anlage unter Ausschluss von Sauerstoff gegossen, wobei durch ein elektromagnetisches
Rihren wihrend des Abgusses eine homogene Matrix des Werkstoffs erzeugt wird.
Beim Erreichen der gewlnschten Linge des Stranges wird dieser abgetrennt und die
Oberfliche des Kniippels allseitig geschliffen sowie mit Ultraschall auf Werkstofffehler,
wie z.B. Risse oder Poren, iberprift. Zum Abschluss wird der Kntippel weiter zum
Walzdraht heruntergewalzt, welcher anschlieBend einer Stelmorabkiihlung unterzogen

wird. Diese Behandlung fiihrt zu einem zichfihigen ferritisch-petlitischen Gefiige.

Die Ventilfederdrahtherstellung ist schematisch in Abbildung 11 dargestellt. Diese be-
ginnt mit dem Schilen des Drahtes bis zu einer Tiefe von 0,15 mm, da durch die Des-
oxydation mit Silizium eine Randentkohlung begiinstigt wird. Dies hitte eine Hérteab-
nahme an der Oberfliche zur Folge, was einen erheblichen Einfluss auf die Kriech- bzw.
Relaxations- und Dauerfestigkeit hat. Als Nebeneffekt des Schilens tritt lokaler Marten-

sit auf, der durch das spitere Rekristallisationsglithen wieder beseitigt wird. Um den
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Walzdraht auf das gewiinschte Endmal zichen zu kénnen, wird dieser mit einer Triger-
beschichtung versehen, welche die Mitnahme der Ziehseife fir den anschlieBenden

Ziehprozess unterstiitzt.

. Recrystallizin, . Hardenin, EC-Test .
ncomin, . ) rawing ackin;
I 5| D e Packing &
1 Shaving & 1 N & & & 1 .
Wire Rod - 7-Steps . . Shipping
Coating Tempering Marking

Abbildung 11: Progessschritte einer Ventilfederdrahtherstellung

Je nach anschlieBender Prozessroute der Ventilfederherstellung kann zwischen unver-
gliteten und vergiiteten Federdraht unterschieden werden. Bei der komplett induktiven
Vergiitung wird der Ventilfederdraht zunichst innerhalb von wenigen Sekunden auf
eine Temperatur oberhalb von A austenitisiert und anschlieBend mit Wasser abge-
schreckt, sodass sich martensitisches Gefiige bildet. Beim nachfolgenden Anlassprozess
wird der Ventilfederdraht auf eine Temperatur unterhalb von 4 erwirmt. Der Anlass-
prozess verringert zwar die Zugfestigkeit R, des Werkstoffs geringfiigig, erhoht jedoch
gleichzeitig die Zihigkeit. SchlieBlich wird die Oberfliche des Drahtes mit Hilfe einer
Wirbelstrompriifung auf Walz- oder Zichfehler tberpriift, sodass dieser fir die Federn-

herstellung verwendet werden kann.

Die Ventilfederherstellung besteht generell, wie in Abbildung 12 zu schen ist, aus den
Prozessschritten des Wickelns bzw. Windens, der Wirmebehandlung, des Schleifens,
des Fasens, des Kugelstrahlens, der Farbmarkierung und des Kurzzeitwarmsetzens. Au-

Berdem wird bei jedem Verfahren zum Abschluss eine 100 % Kontrolle durchgefiihrt.

17



Detection &
Heat i : Shot Hot
Grinding [ Chamfering Colour

I
I
I
]

Coiling

Treatment Peening Coding Presetting
/
/
/
Tempered Stress
MKF ] — g
> Wire Relieving
MIT Quenching | | Washing | | Tempering
/ with Oil Machine with CBO
Untempered Inductive |/
& = .
Wire Austenitizing |\
71\ Quenching Tempering
MIT-IQ A -
with Air with CBO

Abbildung 12: Verschiedene 1 erfabren der 1V entilfederherstellung

Zu berticksichtigen ist, dass in Abhingigkeit von dem Anwendungsgebiet der Federn
zwischen drei verschiedene Wirmebehandlungen unterschieden werden muss. So
durchlaufen Ventilfedern, die gewohnlichen Spannungen ausgesetzt sind, den konven-
tionellen Fertigungsprozess MKF. Fir diesen Prozess wird bereits vergiiteter Ventilfe-

derdraht verwendet, der nach dem Winden nur noch spannungsarmgeglitht wird.

Beim MIT bzw. MIT-IQ Prozess wird hingegen unvergiiteter Ventilfederdraht einge-
setzt. Beide Verfahren sind fiir Ventilfedern, deren Anwendungsgebiet durch sehr hohe
Spannungen charakterisiert ist, vorgesehen. Die Verfahren unterscheiden sich jedoch in
der Art der Abkthlung. So wird beim MIT-IQ Prozess als Abkihlungsmedium Luft
anstelle von Ol verwendet. Letztlich werden die Ventilfedern bei beiden Verfahren mit
Hilfe eines Durchlaufofens (CBO) angelassen. Mit Hilfe des Anlassens kann die ge-
wiinschte Zugfestigkeit R, bzw. Hirte der Ventilfeder eingestellt werden, um so den

Anforderungen an die Dauerfestigkeit gerecht zu werden.
Das Vorsetzen der Ventilfedern findet wihrend des Kurzzeitwarmsetzens statt. Beim

Kurzzeitwarmsetzen werden die Ventilfedern auf ca. 523 K erwiarmt und auf eine vor-

her festgelegte Setzhéhe zusammengedriickt. Dabei entstehen Torsionsspannungen ©
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im Draht, die oberhalb der TorsionsflieBgrenze liegen und somit zur unmittelbaren Plas-
tifizierung der Ventilfedern fithren. Nach einer kurzen Haltezeit werden die Ventilfe-
dern im eingespannten Zustand mit einer Wasser-Ol-Emulsion abgeschreckt. Nach der
Entlastung kommt es aufgrund der Ruckfederung zu Torsionseigenspannungen, welche
den Torsionsspannungen t entgegengerichtet sind. Folglich kann nicht nur bei stati-
scher, sondern auch bei zyklischer Belastung eine héhere maximale Torsionsspannung

7 ertragen werden.

Der Einfluss der Prozessschritte Anlassen bzw. Kurzzeitwarmsetzen auf die Kriech-
bzw. Relaxationsfestigkeit einer Schraubendruckfeder wurde im Rahmen eines Projektes
der TU Ilmenau untersucht. Dieser ist beispielhaft fiir eine Schraubendruckfeder aus

der Stahlsorte VDSiCr in Abbildung 13 dargestellt.

10% - springs of w=5, d=3mm
Relaxation condition: DOpreset to block height
9% /900 MPa; 80°C; 96h
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Abbildung 13: Relaxation einer Schranbendruckfeder in Abhdngigkeit von der Anlasstemperatur
und der Vorsetzspannung [14]

Im untersuchten Temperaturbereich weist die héhere Anlasstemperatur von 673 K ei-
nen geringeren Relaxationsverlust um ca. 1 % bei gleichen Vorsetzbedingungen auf. Der
positive Einfluss des Kurzzeitwarmsetzens beziiglich der Relaxationsfestigkeit ist eben-
falls in Abbildung 13 zu sehen. Dabei wird der Relaxationsverlust von Schraubendruck-

federn verglichen, die auf zwei unterschiedliche Lingen mit entsprechend verschiede-
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nen Kriften gesetzt wurden. Es ist ersichtlich, dass die auf Block gesetzten Schrauben-
druckfedern einen um ca. 1,5 % geringeren Relaxationsverlust gegeniiber den anderen
Schraubendruckfedern aufweisen. Es gilt dabei zu beriicksichtigen, dass die auf Block

gesetzten Schraubendruckfedern eine hohere Setzkraft erfahren haben.

Das Relaxations- bzw. Kriechverhalten der Ventilfedern kann somit durch einen geeig-
neten Anlass- und Kurzzeitwarmsetzprozess erheblich beeinflusst werden. Ein Weglas-
sen des Kurzzeitwarmsetzens wiirde bei spiterer Verwendung zu einer Verringerung
der Federlinge in dem fir die Anwendung typischen Temperaturbereich von 423 K
fithren und somit das Versagen der Funktion des Kraftschlusses zwischen der Nocken-

welle und dem Ventil nach sich ziehen.
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3 Stand der Forschung

Unter dem Begriff Kriechen ist eine zeitabhingige plastische Verformung zu verstehen,
die sich unter dem Einfluss von Spannungen ¢ unterhalb der makroskopischen Streck-
grenze R, einstellt. Das Niedrigtemperaturkriechen findet bei Temperaturen T < 0,3°T,,
statt, wobei sich die thermische Beanspruchung einer Ventilfeder mit ca. 423 K in die-
sem Temperaturbereich bewegt. Typischerweise wird in diesem Temperaturbereich nur
der primire Kriechbereich beobachtet [15], [16]. Die zeitabhingige plastische Verfor-
mung wird als Kriechdehnung ¢, bezeichnet, welche sich aus der Differenz der totalen
Dehnung ¢ und der initialen Dehnung ¢, ergibt. Die Geschwindigkeit, mit der es zu
einer bestimmten Kriechdehnung e.. kommt, wird als Kriechrate &, angegeben. Eine
schematische Darstellung der Zusammenhinge des Niedrigtemperaturkriechens ist in

Abbildung 14 dargestellt.

fzeoo{} Kriechdehnung &,
W H Kriechrate é—cr o
& % c
2 7
£ Kriechbelastung i)
o [
o )
t=0s t =3600s

Belastung |:> Kriechen |:>

Abbildung 14: Schematische Darstellung der Zusammenbange des Niedrigtemperaturkriechens

3.1 Thermisch aktivierte Mechanismen des Niedrigtemperaturkrie-

chens

Viele Forschungsgruppen nehmen an, dass es sich beim Niedrigtemperaturkriechen um
einen thermisch aktivierten Prozess handelt, der ohne Diffusion abliuft. So erwihnt
Garofalo [17] den LTC-tragenden Mechanismus des Quergleitens von Versetzungen

bzw. die LTC-Raten-kontrollierenden Mechanismen: die gegenseitige Wechselwirkung
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von Versetzungen oder das Uberbriicken der Peierls Kraft. Ashby und Frost [18] haben
sogenannte Verformungs-Mechanismen-Diagramme fiir verschiedene Metalle verof-
fentlicht, die einen ersten Uberblick iiber die zu den jeweiligen Spannungen und Tem-
peraturen gehérenden Verformungsmechanismen geben sollen. Die folgende Abbil-
dung 15 zeigt ein solches Verformungs-Mechanismen-Diagramm fiir reines Eisen mit
einer KorngréBe von 100 pm. In dem Verformungs-Mechanismen-Diagramm sind zum
einen die Bereiche des Niedrig- bzw. des Hochtemperaturkriechens mit den jeweiligen
Abkirzungen ,,.T. Creep® bzw. ,,H.T. Creep® gekennzeichnet. Zum anderen werden
im Fall des Hochtemperaturkriechens Hinweise zum Mechanismus, wie z.B. diffusions-
gesteuert bzw. dynamische Rekristallisation, oder zur mathematischen Beschreibung der

zeitabhingigen Kriechdehnung e, gegeben.
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Abbildung 15: Verformungs-Mechanismen-Diagramm von reinem Eisen mit einer Korngriffe von
100 pm, dabnlich [18]

Die Bewegung einer gleitenden Versetzung kann durch Hindernisse erschwert bzw. ver-

hindert werden. Solche Hindernisse kénnen in zwei verschiedene Arten, den sogenann-
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ten Long-Range- und Short-Range Hindernissen, unterteilt werden. Long-Range Hin-
dernisse erzeugen aufgrund der resultierenden Gitterverzerrung um sich herum ein
Spannungsfeld, welches tiber eine Reichweite von mehr als 10 Atomdurchmesser ver-
figt. Zu den Long-Range Hindernissen zdhlen andere Versetzungen auf parallelen
Gleitebenen, groflere Ausscheidungen oder zweite Phasen. Im Gegensatz dazu stehen
die Short-Range Hindernisse, wie z.B. die Peierls Nabarro Spannung 7 oder andere
Versetzungen, welche die Gleitebene einer mobilen Versetzung schneiden. Die Reich-
weite solcher Spannungsfelder ist kleiner als 10 Atomdurchmesser, weshalb ausschlie3-
lich die Short-Range Hindernisse mittels thermischer Aktivierung, d.h. durch thermisch

bedingte Schwingungen von Atomen, Giberwunden werden kénnen [19], [20].

Die Spannungsfelder beider Hindernisarten kénnen der Bewegung einer mobilen Ver-
setzung auf einer Gleitebene entgegengesetzt oder gleichgerichtet sein. Dies ist schema-
tisch in Abbildung 16 dargestellt, wobei die der Bewegung der mobilen Versetzung ent-
gegen gesetzten internen Spannungen im positiven Bereich und die Gleichgerichteten
im negativen Bereich angezeigt werden. Das Spannungsfeld der Long-Range Hinder-
nisse auf einer Gleitebene wird durch einen sinusférmigen Verlauf abgebildet, welches
von den Spannungsfeldern einzelner Short-Range Hindernisse tiberlagert wird. Beispiel-
haft ist eine Stufenversetzung vor dem Spannungsfeld des teilweise grau schattierten

Short-Range Hindernisses eingezeichnet.

Zum Gleiten der Versetzung wird eine bestimmte kritische Schubspannung 7, ben6-
tigt, die tber den Taylorfaktor M mit der Streckgrenze R, verbunden ist. Die Streck-
grenze R, bzw. die kritische Schubspannung 7, kann in einen stark temperatur- und
dehnratenabhingigen thermischen 7* und einen athermischen Anteil 7, unterteilt wer-
den. Der thermische Anteil 7* wird auch als effektiver Spannungsanteil bezeichnet, da
ausschlieBlich dieser zur Uberbriickung eines Short-Range Hindernisses beitragen kann

[21].
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Abbildung 16: Spannungsfelder der Short- bzw. 1ong-Range Hindernisse, abnlich [20]

Zum Kiriechen kommt es, wenn die Spannungsfelder beider Hindernisarten von einer
Versetzung iiberwunden werden. Bei einer Temperatur von 0 K wire diesbeztglich eine
Schubspannung von 7, notwendig. Im Fall von héheren Temperaturen kommt es zum
einen zu einem Abfall des thermischen Anteils t* der kritischen Schubspannung 7,4
und zum anderen zu einer Erhdhung der zur Verfigung gestellten Nettoaktivierungs-
energie AG. Die zusitzlich eingebrachte Nettoaktivierungsenergie AG verhilft der Verset-
zung zur Uberbriickung des Short-Range Hindernisses. Dies wire durch eine Vergré-

Berung der grau schattierten Fliche gekennzeichnet [20], [22], [23].

3.2 Mechanismenbasierte Theorien des Niedrigtemperaturkriechens

Im Rahmen des Niedrigtemperaturkriechens werden zwei Kriechraten-kontrollierende
Theorien, die Verfestigungs- bzw. die Erschépfungstheorie, vorgeschlagen. Diese sollen
in den nachfolgenden Unterkapiteln erliutert werden sowie etwaige Forschungsbedarfe
aufgezeigt werden. Fine optimale Ausgangslage wire ein auf die Federstidhle anwendba-
res mechanismenbasiertes Modell des Niedrigtemperaturkriechens, um so in einem wei-
teren Schritt von einer uniaxialen Belastung auf eine biaxiale Beanspruchung schliefen

zu konnen.

24



3.2.1 Verfestigungstheorie

Die Grundlagen der Verfestigungstheorie wurden von Orowan [24], [25] unter Betrach-
tung eines homogenen und isotropen Werkstoffs eingefithrt. Der primire Kriechbereich
des Niedrigtemperaturkriechens wird dabei im Zusammenhang mit einem uniaxialen
Zugversuch betrachtet. Aus diesem Grund verwendet Orowan zur Beschreibung seines

Ansatzes folgendes Spannungs-Dehnungs-Diagramm in Abbildung 17.

P M‘/ ACTIVATION STRESS AT
_____ EW s s

STRESS

j¢— SUDDEN STRAIN =——p| CREEP STRAIN |¢—

STRAIN

Abbildung 17: Schematisches Spannungs-Debnungs-Diagramm basierend auf der Verfestigungsthe-
orie, @hnlich [26]

Es wird verdeutlicht, dass Orowan zwischen einer sofortigen Dehnung, welche sich
nach dem Anwenden der gewiinschten Spannung o ohne wirksame thermische Unter-
stitzung einstellt, und der Kriechdehnung ¢, unterscheidet. Ein Anstieg der Dehnung
wird nach Orowan mit einer Zunahme der FlieBgrenze des Werkstoffs verbunden, die
auf dem Mechanismus der Dehnungsverfestigung beruht. Charakterisiert wird die Stei-
gung der Spannungs-Dehnungskurve durch den Verfestigungskoeffizient hyg. Das Krie-
chen beginnt nach Orowan erst ab dem Punkt P, wobei thermische Schwingungen der
Atome zu lokalen Spannungsiiberhéhungen fihren. Letztere erméglichen das Losrei-
Ben von Versetzungen von deren Hindernissen, sodass eine lokale plastische Verfor-

mung beobachtet werden kann. Die notwendigen Spannungsiiberh6hungen sind in Ab-
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hingigkeit zur bereits erfahrenen Kriechdehnung e, zu sehen, wobei diese mit zuneh-
mender Kriechdehnung ¢, ebenfalls ansteigen. Die thermischen Spannungsschwankun-
gen treten mit einer bestimmten Frequenz f;;, auf, welche nach Mott einen Wert von ca.
10'2 1/s annimmt [25]. Diese missen tber ein bestimmtes Volumen, dem sogenannten

Aktivierungsvolumen v wirken, um ein lokales Versetzungsgleiten zu erzeugen.

Obwohl Orowan [27] in seinen Ausfihrungen die mikroskopische Kriechrate be-
schreibt, kann die makroskopische Kriechrate &, unter Verwendung des Taylorfaktors

M mit

ér=C-M-exp(—AG/(kg-T)) 3.1

berechnet werden. Hierbei entspricht € einer materialspezifischen Konstante und kp der
Boltzmann Konstante. Als Hindernisse flir die Bewegung von Versetzungen werden im
Rahmen der Verfestigungstheorie immobile Waldversetzungen gesehen, welche die
Gleitebene durchschneiden. In diesem Zusammenhang wird die Nettoaktivierungsener-

gie AG abweichend von der urspriinglichen Idee von Orowan mit

AG(ger) = G* — v (0 — 0g) mit g = hyg - &cr (3.2

angegeben [28], [29]. Es wird verdeutlicht, dass die Nettoaktivierungsenergie AG mit zu-
nehmender Kriechdehnung e, ebenfalls ansteigt und durch die Gibbs sche freie Ener-
gie G* des Werkstoffes, die angewandte Spannung ¢ bzw. die auf der Gleitebene wir-
kende Schubspannung 7 und der durchschnittlich lokalen internen Spannung o; anderer
Versetzungen auf parallelen Gleitebenen beeinflusst wird. Die Integration der Glei-
chung (3.1) unter Verwendung von AG(e.,) nach Gleichung (3.2) fihrt zur folgenden

Kriechdehnung &,

e =a’m (BTt +1) (3.3)

mit
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'l =kg T/(v-hyy) (3.4

BT =M-C)/a"" - exp{~ (" —v-0)/(kp - T)}. (3.5)

Hierbei entspricht a¥" und g¥" materialspezifischen Kriechparametern und ¢ der Zeit.

Bestimmung der Nettoaktivierungsenergie AG

Basierend auf der Verfestigungstheorie kann die Nettoaktivierungsenergie AG mit Hilfe
inkrementeller Kriechtests bestimmt werden, wobei die Gréflenordnung der Nettoakti-
vierungsenergie AG einen Rickschluss auf die Art des Hindernisses gibt. Wihrend eines
solchen Kriechtests wird die Spannung o konstant gehalten und die Temperatur T nach
einer bestimmten Zeit von Ty auf Ty + AT abrupt gedndert. In Abbildung 18 ist ein inkre-

menteller Kriechtest schematisch dargestellt.

T, + AT

Zeit

Abbildung 18:  Temperatur-Stufen-Test, abnlich [30]

Die sich einstellenden Kriechraten & werden unmittelbar vor und nach dem Tempera-
tursprung ermittelt. Die Differenz der Temperaturen darf jedoch nicht zu grof3 gewihlt
werden, da eine konstante Entropie, d.h. es erfolgt keine Anderung der Versetzungs-
struktur wihrend des inkrementellen Kriechtests, als Voraussetzung zur Bestimmung

der Nettoaktivierungsenergie AG einzuhalten ist. Unter Berticksichtigung der Gleichung
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(3.1) fir die Kriechrate £, und der Gleichung (3.2) fir die Nettoaktivierungsenergie AG

kann letztere fiir den priméren Kriechbereich mit

AG =kg- ln(écr,l/écr,z) /(1/T, = 1/Ty) (36)

bestimmt werden [22], [31]. Wie bei der Beschreibung der Abbildung 16 angedeutet,
fand Arsenault [32] heraus, dass die Nettoaktivierungsenergie AG vom thermischen bzw.
effektiven Spannungsanteil 7* der kritischen Schubspannung 7, beeinflusst wird, da
ausschlieBlich dieser zur Uberbriickung eines Short-Range Hindernisses beitragen kann.
So konnte in einem Temperaturbereich von ca. 120 K — 240 K und einem effektiven
Spannungsanteil t* von 2,7 kg/mm? eine Nettoaktivierungsenergie AG von ca.

13 kcal/mol fiir reines Eisen ermittelt werden.

Conrad [20] fasste die Temperaturabhingigkeit der Nettoaktivierungsenergie fiir Selbst-
diffusion AGs, von Eisen und anderen Werkstoffen in einem Diagramm zusammen,
wobei in dem fiir diese Dissertation interessanten Temperaturbereich eine Nettoaktivie-

rungsenetgie AGs, von ca. 20 kcal/mol fur Eisen in Abbildung 19 vorgeschlagen wird.
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Abbildung 19: Temperaturabhingigkeit der Nettoaktivierungsenergie, dbnlich [20]
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SchlieBlich bemiihten sich auch Neu und Sehitoglu [30] die Nettoaktivierungsenergie AG
des einsatzgehirteten Stahls 1.5919 herauszufinden. Diese wurde in einem Temperatur-
beteich von 423 K — 523 K mit ca. 34,6 kcal/mol unter einer Spannung ¢ von 500 MPa

benannt.

Bestimmung des Aktivierungsvolumens v

Das Aktivierungsvolumen v kann als ein weiterer Parameter zur Bestimmung der Art
des Hindernisses innerhalb der Verfestigungstheorie herangezogen werden. Zur Erldu-
terung dessen soll noch einmal auf eine schematische Darstellung von Conrad in Abbil-

dung 20 zurtckgegriffen werden.

Kraft F
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Abbildung 20: Schematische Darstellung eines Short-Range Hindernis, abnlich [20]

Hierbei ist im Gegensatz zur Abbildung 16 die interne Kraft eines Short-Range Hinder-
nisses aufgezeigt. Es ist wiederum zu sehen, dass die Stufenversetzung zur Uberbrii-
ckung des Hindernisses eine Nettoaktivierungsenergie AG aufbringen muss, die durch
thermische Spannungsschwankungen zur Verfiigung gestellt wird. Die thermischen
Spannungsschwankungen miissen iiber ein gewisses Volumen, dem Aktivierungsvolu-
men v, vorherrschen, um im abgebildeten Fall ein Gleiten der Stufenversetzung von

einer Position x, zu x5 zu ermdglichen. Das Aktivierungsvolumen v ist dabei von der
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aktivierten Linge eines Versetzungssegmentes bzw. den Abstand benachbarter Hinder-

nisse I*, dem Burgers Vektor b und der GréB3e eines Hindernisses d* abhingig und mit
v=I0-b-d (3.7)

definiert [20], [22], [33]. Im Gegensatz zur Bestimmung der Nettoaktivierungsenergie

AG wird hierbei ein inkrementeller Kriechtest mit abrupt auftretender Spannungsinde-

rung Ao bei gleichbleibender Temperatur durchgefiihrt. Eine schematische Darstellung

ist in Abbildung 21 zu finden.

01

Zeit

Abbildung 21: Spannungs-Stufen-Test, dhnlich [20]

Unter Berticksichtigung der Gleichung (3.1) fir die Kriechrate & und der Gleichung
(3.2) fiir die Nettoaktivierungsenergie AG kann das Aktivierungsvolumen v fiir den pri-

maren Kriechbereich mit

v=kg-T- ln(écr,z/écr,l)/(gz —o0y) (38)

bestimmt werden. Unter Verwendung des Burgers Vektors b gibt Evans und Rawlings
[22] das Aktivierungsvolumen v fir kubisch raumzentrierte Kristalle bei niedrigen Tem-

peraturen mit ca. 10 b3 an.
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3.2.2 Erschopfungstheorie

In der Erschopfungstheorie wird nach Angaben verschiedener Autoren [34], [35], [36]
ebenfalls die Wechselwirkung von Versetzungen mit verschiedenen Hindernissen be-
trachtet, wobei die Hindernisse unterschiedliche Nettoaktivierungsenergien AG aufwei-
sen. Hindernisse kénnen z.B. Fremdatome, Korngrenzen oder Waldversetzungen sein,
welche die Bewegung von Segmenten einer Versetzung blockieren. Zum LosreiB3en der
Versetzungssegmente werden auch im Fall der Erschépfungstheorie thermische Span-
nungsschwankungen in einem ausreichend grof3en Aktivierungsvolumen v benétigt. Die
lokalen Spannungsschwankungen kénnen nur mit Hilfe einer ausreichend grofen Ener-
gie, der Nettoaktivierungsenergie AG erzeugt werden. Beide mechanismenbasierten The-
orien nehmen dementsprechend den gleichen LTC-tragenden Mechanismus an, unter-

scheiden sich jedoch im LTC-Raten-kontrollierenden Mechanismus.

In dem urspriinglichen Ansatz von Mott & Nabarro [35], [37] wird davon ausgegangen,
dass zu Beginn des Kriechens sich zunichst solche Versetzungen losreillen kénnen,
welche von einem Hindernis mit niedriger Nettoaktivierungsenergie AG festgehalten
werden. Nach erfolgreicher Uberbriickung trigt die jeweilige Versetzung einmalig zur
Kriechdehnung &, bei. Eine weitere Aktivierung dieser Versetzung kann nicht mehr
erfolgen. Zur Weiterfithrung des Kriechens miissen anschlieBend Hindernisse mit ho-

heren Nettoaktivierungsenergien AG tiberwunden werden.

Im Gegensatz zur urspriinglichen Theorie beschreiben Cottrell [34] und Smith [38] die
Aktivierung von sogenannten weichen Spots bzw. Elementen. Obwohl Cottrell nicht
ausschlieB3t, dass es sich bei den Elementen um Versetzungen handeln kann, erfolgt bei
beiden keine eindeutige Festlegung. Entgegen all dem nehmen Nabarro [39] und Welch
[36] an, dass Versetzungsquellen, z.B. Frank Read Quellen, nur einmalig aktiviert werden

kénnen und anschlieBend erschépfen.
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Basierend auf dem urspriinglichen Ansatz ist das Niedrigtemperaturkriechen zunichst
durch eine hohe Kriechrate £, gekennzeichnet, welche mit Zunahme der Zeit durch die
Erschopfung von Versetzungen und die Uberwindung von Hindernissen mit héheren
Nettoaktivierungsenergien AG abnimmt. Die Geschwindigkeit mit der eine gewisse An-
zahl an Hindernissen Ny aufgrund ausreichend grofer thermischer Energie wihrend des

Kriechens tiberwunden wird, lisst sich mit

dNy = —C(Ny) - exp (— kj—GT) dt 3.9)
ausdriicken. Hierbei entspricht € einer Frequenz und Ny der Anzahl an Hindernissen
mit einer Nettoaktivierungsenergie zwischen AG und AG + dAG zu einer bestimmten Zeit.
Im Rahmen der Erschépfungstheorie wird angenommen, dass sich wihrend des Kirie-
chens keine neuen Versetzungen bilden. Zur Lésung der Differenzialgleichung in (3.9)

schldgt C.I.. Smith folgende Definition

AG
O (AG,t) = po(AG) -exp(—Az-t) und Az =C-exp (— ) (3.10)
kp-T
vor, wobei ¢(AG) die Verteilungsfunktion der Hindernisse zu einer bestimmten Zeit,
$o(AG) die Verteilungsfunktion der Hindernisse zu Beginn des Kriechens und 1; ein
Parameter, dessen Bedeutung nicht niher etldutert wird, ist. Unter Bertcksichtigung al-

ler Hindernisse wird die Kriechrate ., zuniachst mit

AG=e AG 3.11
g = QgL " CJ. ¢o(AG) - exp(—Ag - t) - exp (— kB—T) dAG ( )
AG=0

angegeben. Hierbei entspricht a;, dem durchschnittlichen Betrag des Gleitens einer
Versetzung nach der Uberbriickung eines einzelnen Hindernisses. Aufgrund der unbe-
kannten Verteilungsfunktion der Hindernisse ¢,(AG) zu Beginn des Kriechens kann das

Integral in Gleichung (3.11) nicht gelést werden. Aus diesem Grund hat C.I.. Smith im

Rahmen der Erschopfungstheorie die Verteilungsfunktion der Hindernisse ¢¢(AG) zu
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Beginn des Kriechens als konstant angenommen, d.h. jeder Nettoaktivierungsenergie
AG von 0 bis © kann die gleiche Anzahl an Hindernisse zugeordnet werden. Die Kriech-
rate &, ergibt sich anschlieBend aus der Integration durch Substitution von Gleichung
(3.11). Dies geschieht unter Beriicksichtigung der Definition von 4, in Gleichung (3.10)

zu

1—exp(—C- t)} (3.12)

écrzaGL'¢0(AG)'kB'T'{ .

wobei der nachfolgende Schritt zum logarithmischen Kriechgesetz mit

er = aFT - In(BFT - t) (313)
und
o = ai" - ag, - $o(8G) kg - T (3.14)
nicht eindeutig geklirt wird. Hierbei spiegeln of" ein Kriechparameter und af” sowie

BET zwei Konstanten wider.

3.3 Niedrigtemperaturkriechen unter uniaxialer Belastung

In diesem Kapitel soll ein kurzer Uberblick iiber bisherige Forschungsbemiihungen be-
zliglich uniaxial belasteter Proben aus groBtenteils hochfesten martensitischen Stihlen
gegeben werden. Dabei werden die bedeutenden Ergebnisse einzelner Studien zusam-
mengefasst, eventuelle Forschungsbedarfe genannt und eine Zuordnung zu den mecha-
nismenbasierten Modellen tberpriift. Aus Griinden der Relevanz wird jedoch aus-
schlieflich auf Studien, bei denen sich die angewandte Spannung ¢ unterhalb der Flie3-
grenze befindet, detaillierter eingegangen. So hat T.H. Alden [40], [41], [42] zwar bereits
im Jahr 1987 das Kriechverhalten des rostfreien austenitischen Stahls 1.4301 unter
Raumtemperatur untersucht, die angewandten Spannungen o befanden sich jedoch

oberhalb der FlieBgrenze.
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Neu und Sehitoglu [30] untersuchten das Kriechverhalten zweier einsatzgehirteter und
nicht einsatzgehirteter Lagerstihle der Sorte 1.5919 unter Zug- und Druckbelastung bei
Temperaturen von 343 K bis 468 K. Dabei wiesen die zwei einsatzgehirteten Stihle
technologisch bedingt einen Anteil an Austenit von 14 % bzw. 35 % auf. Es wurden
Spannungen o sowohl unterhalb als auch oberhalb der Fliegrenze angewandt, wobei
die Abbildung 22 Kriechkurven mit einer Belastung unterhalb der 0,2 % Dehngrenze

RZ,, unter Zugbelastung zeigt.
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Abbildung 22: (a) Kriechdehnung in axialer Belastungsrichtung und (b) V olumenum-
wandlung des Einsatzstabls 1.5919 [30]

In Abbildung 22 (a) ist deutlich zu sehen, dass die einsatzgehdrteten Stidhle zu héheren
Kriechdehnungen ¢, im Vergleich zu den nicht einsatzgehirteten Stihlen neigen. Ins-

besondere der einsatzgehirtete Stahl mit einem Austenitanteil von 35 % weist mit ca.
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0,75 % die groBte Kriechdehnung e, in axialer Belastungsrichtung auf. Dieses Ergebnis
konnte ein erster Hinweis darauf sein, dass sich ein hoher Anteil an Austenit schlecht
auf die Kriecheigenschaften auswirkt. Diese Hypothese wird dadurch unterstiitzt, dass
der vergiitete nicht einsatzgehirtete Stahl ,,Q & T 4320 mit weniger als 4 % Austenit
eine noch geringere Kriechdehnung e, zeigt. Beim Vergleich der jeweiligen Stihle gilt
jedoch auch, die dazugehérigen 0,2 % Dehngrenzen RE,, unter Zugbelastung zu be-
ricksichtigen. Diese war beim einsatzgehirteten Stahl mit 35 % Austenit um ca.
200 MPa geringer gegeniiber dem zweiten einsatzgehirteten Stahl. Im Gegensatz dazu
offenbarte der nicht einsatzgehirtete Stahl ,,Q & T 4320° bei einer Temperatur von
423 K eine um ca. 400 MPa geringere 0,2 % Dehngrenze R, unter Zugbelastung im

Vergleich zum einsatzgehirteten Stahl mit einem Austenitanteil von 14 %.

Abbildung 22 (b) zeigt die gemessene, sich zeitlich dndernde volumetrische Umwand-
lungsdehnung der einzelnen Stihle. Beim Finsatzstahl 1.5919 mit dem héchsten Anteil
an Austenit ist eine deutliche Volumeninderung im Vergleich zu den vernachlissigbaren
Anteilen an Volumeninderungen der anderen Stihle zu beobachten. Diese Volumenin-
derungen werden nach Angaben von Neu und Sehitoglu durch den Mechanismus der
thermisch induzierten Umwandlung von Austenit zu Bainit hervorgerufen. Dabei wurde
ein Anstieg des Volumens in einem Temperaturbereich von 353 K bis 473 K festgestellt.
Dariiber hinaus kam es zu einem abnehmenden Volumen. Die thermisch induzierte
Umwandlung soll ohne das Aufbringen einer Spannung o isotrop erfolgen und wird in

der Literatur der zweiten Anlassstufe zwischen 373 K — 573 K zugeordnet [43].

Neben dem Mechanismus der thermisch induzierten Umwandlung von Austenit zu Bai-
nit gehen beide ebenfalls von dem Gleiten von Versetzungen auf den entsprechenden
Gleitebenen als LTC-tragenden Mechanismus aus. Als moégliche LT'C-Raten-kontrollie-
rende Mechanismen werden das Uberbriicken der Peierls Nabarro Spannung 7%, die
Wechselwirkung von Waldversetzungen, konservative bzw. nicht konservative Bewe-
gungen von Jogs in Versetzungen oder das Quergleiten von Versetzungen angefiihrt.

Neu und Sehitoglu verwenden auf der Grundlage einer guten Anniherung zu den ex-
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perimentellen Ergebnissen das logarithmische Gesetz der Verfestigungstheorie in Glei-
chung (3.3) zur Beschreibung der experimentellen Kriechkurven. Hierbei verweisen
beide auf eine lineare Temperaturabhingigkeit des Kriechparameters a”” und eine ex-
ponentielle Temperatur- und Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters g'7. Es ist

jedoch nicht méglich die jeweiligen Abhingigkeiten anhand von Diagrammen zu iber-

prifen.

Ochlert und Atrens [44] untersuchten den Finfluss verschiedener Spannungen o, der
angewandten Vordehnung, der Belastungsrate und der durch verschiedene Wirmebe-
handlungen eingestellten Festigkeit auf das Kriechverhalten hochfester Stihle unter
Raumtemperatur. Die hochfesten Stihle 1.6511, 3.5NiCrMoV und AerMet100 wiesen
bei allen Spannungen o unterhalb der 0,2 % Dehngrenze RZ,, und einer Kriechzeit von

maximal 20 Minuten ausschliefllich primires Kriechverhalten auf. Dies wird in der Ab-

bildung 23 ersichtlich.
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Abbildung 23: Zeitlich abhdngige Kriechdehnungen bei verschiedenen Belastungsraten [44]

Das Kriechverhalten konnte ebenfalls sehr gut mit Hilfe der Gleichung (3.3) beschrie-
ben werden, wobei deren Untersuchungen auf eine exponentielle Spannungsabhingig-
keit beider Kriechparameter a'T und g7 schlieBen lisst. Es wurde weiterhin ersichtlich,

dass eine hohere Belastungsrate zu gréfleren Werten fir die Kriechparameter «'7 und
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BT fihrt. Dies ist in dem Anstieg der Kriechdehnung ¢, begrindet. Die initiale An-
fangsdehnung ¢, blieb jedoch von der variierenden Belastungsrate unbeeinflusst, wobei

dieses Phinomen im Zusammenhang mit der Orowan Gleichung

é:pm'b'vg (315)

versucht wird zu erkliren. Demnach kénne sich aufgrund einer héheren Belastungsrate
zwar eine héhere durchschnittliche Versetzungsgeschwindigkeit v, bzw. eine groBere
mobile Versetzungsdichte p,, einstellen, beim Erreichen der fir den Kriechversuch ge-
wiinschten Spannung o sei jedoch die gleiche initiale Anfangsdehnung &, innerhalb der
kiirzeren Belastungszeit zu erwarten. Die gréf3ere mobile Versetzungsdichte p,, wirde

folglich ausschlieilich zu einer héheren Kriechdehnung ¢, fithren.

Als LTC-tragenden Mechanismus nehmen Oehlert und Atrens ebenfalls das Verset-
zungsgleiten an. Der Riickgang der Kriechrate &, sei auf die Wechselwirkung zwischen
mobilen Versetzungen und anderen mikrostrukturellen Elementen zurtckzufihren.
Dies wird damit begriindet, dass die mobilen Versetzungen nach einer bestimmten Dis-
tanz aufgrund von Hindernissen, wie z.B. weitere Versetzungen oder Karbide, zu im-
mobilen Versetzungen werden. Die gestiegene Anzahl der immobilen Versetzungen
wiirde folglich zu einem héheren Widerstand fir die Bewegung mobiler Versetzungen
und einer geringeren Distanz zum Gleiten fithren, sodass sich eine geringere Kriechrate
&, einstellt. Ochlert und Atrens haben verbunden mit der Orowan Gleichung weiterhin
argumentiert, dass bei einer héheren Anlasstemperatur von einer geringeren Kriechrate
& bzw. Kriechdehnung e, auszugehen ist. Dies sei auf eine geringere mobile Verset-

zungsdichte p,, zurtickzufiihren.

Beide Autoren bringen die Zunahme der immobilen Versetzungen zunichst in Verbin-
dung mit einer Dehnungsverfestigung, welche auf umliegende Spannungsfelder von
Versetzungscluster und deren negativen Einfluss auf weitere Versetzungsbewegungen
basiert. Ocehlert und Atrens argumentieren allerdings auch, dass eine Zunahme plasti-

scher Verformung nur mit Hilfe einer ansteigenden Spannung ¢ oder einer héheren
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Temperatur T bzw. Nettoaktivierungsenergie AG stattfinden kann. Dies wiirde jedoch
der Erschépfungstheorie entsprechen. Eine klare Stellungnahme zu einer der bereits
vorgestellten Kriechraten-kontrollierenden Theorien wird nicht ausdriicklich vorge-
nommen. Das wird insbesondere darin verdeutlicht, dass beide mit der Erhéhung der
Spannung ¢ auch die Aktivierung neuer Versetzungsquellen erwihnen, die einen Anstieg
der totalen Versetzungsdichte nach sich ziechen und somit der vorherrschende Kriech-

mechanismus wiederum eher der Versetzungstheorie zugeordnet werden musste.

Liu et al. [45], [40] fihrten beztglich unterschiedlicher Anzahl und Morphologie der
Phasen des Stahls 1.6511 Kriechversuche unter Zugbelastung bei Raumtemperatur
durch. Die Mikrostruktur wurde mit Hilfe der optischen Mikroskopie und unter Ver-
wendung diinner Folienproben fiir die Transmissionselektronenmikroskopie bestimmt.
Sdmtliche Spannungen o lagen bei den Kriechversuchen unterhalb der Streckgrenze R,.
Als eine wesentliche Erkenntnis kann genannt werden, dass sich der Stahl 1.6511 mit
einem Ferrit- und vergiitetem Martensitanteil mehr als derselbe Stahl, der nur vergiiteten
Martensit aufweist, plastisch verformte. Selbst die Morphologie des Ferrits hat It. Liu et
al. eine entscheidende Wirkung auf das Kriechverhalten. So soll durch die Hindernis-
wirkung der Korngrenzen des Lattenferrits die Bewegung von Versetzungen mehr als
durch die geringere Anzahl an Korngrenzen im Massivferrit blockiert worden sein. Folg-
lich gehen Liu et al. von einem Ruckgang der Kriechrate &, u.a. aufgrund der Wechsel-
wirkung von mobilen Versetzungen mit Korngrenzen aus. Die Forschungsgruppe be-
zieht sich beziiglich des LTC-tragenden Mechanismus auf die Ver6ffentlichung von
Oehlert und Atrens. Eine gezielte Uberpriifung der Kriechraten-kontrollierenden The-
orien unter Betrachtung des logarithmischen Gesetzes bzw. der Spannungs- und Tem-

peraturabhingigkeiten der jeweiligen Parameter findet nicht statt.

Alfredsson et al. [15], [47] untersuchten das Niedrigtemperaturkriechverhalten des La-
gerstahls 1.3539 mit martensitischer und bainitischer Mikrostruktur unter Zug- und
Druckbelastung. Der martensitische Stahl wies zusitzlich einen Restaustenitgehalt von
10 — 15 % auf. Die Kriechversuche wurden mit Spannungen o ober- und unterhalb der

Streckgrenze R, bei Temperaturen von 348 K durchgefihrt. Die zeitabhingige
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Kriechdehnung ¢, konnte im Fall der bainitischen Mikrostruktur durch das logarithmi-
sche Kriechgesetz, wie in Gleichung (3.3) gezeigt, abgebildet werden. Im Gegensatz
dazu eignete sich das folgende Potenzgesetz in Gleichung (3.16)

er = AP (3.16)

zur Beschreibung des Kriechverhaltens der martensitischen Mikrostruktur. Hierbei ent-
sprechen A und B materialspezifischen Parametern. In Abbildung 24 sind die betrags-
maBigen Kriechdehnungen beider Mikrostrukturen nach einer Zeit von 1.000 s bzw.
100.000 s bei einer Temperatur von 348 K iiber das Spannungsverhiltnis zwischen der

angelegten Spannung o und der Streckgrenze R, aufgetragen.
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Abbildung 24: 1 ergleich der betragsmdfSigen Kriechdehnungen von Bainit und Martensit bei
348 K [15]

Es kann festgehalten werden, dass der Lagerstahl mit der bainitischen Mikrostruktur
tendenziell eine gréBere Kriechdehnung e, als der Stahl mit der martensitischen Mik-
rostruktur erreicht. Dieser Trend ist insbesondere bei sehr hohen Spannungsverhaltnis-
sen, d.h. bei Spannungen o oberhalb der Streckgrenze R,, zu beobachten. Alfredsson et
al. weisen jedoch auch darauf hin, dass sich dieses Verhalten bei sehr viel kleineren

Spannungen o als der Streckgrenze R, umkehrt.
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Weiterhin wurde bei beiden Lagerstihlen ein unterschiedliches FlieBverhalten in Ab-
hingigkeit der Belastungsrichtung festgestellt. Der sogenannte ,,Strength Differential
Effect (SDE)“ war besonders bei dem martensitischen Lagerstahl ausgeprigt. Dies ist
darauf zuriickzufiihren, dass die Héhe des SDE s von dem Restaustenitgehalt abhingig
ist und schlieBlich unterschiedlich hohe FlieBgrenzen in Abhingigkeit der Belastungs-
richtung mit sich bringt. Je mehr Restaustenitgehalt in einem Werkstoff vorhanden ist,
desto stirker sei der Effekt zu beobachten [48]. Der SDE wird auflerdem mit einer Vo-
lumendnderung in Verbindung gebracht, welche aufgrund der spannungsinduzierten
martensitischen Umwandlung des Restaustenits entsteht. Obwohl beide Phasen, die
Bainitische und die Martensitische, einen SDE aufwiesen, konnte eine Volumeninde-
rung ausschlieBlich im martensitischen Stahl mit einem Restaustenitanteil von 10 — 15 %

nachgewiesen werden.

Die Forschungsgruppe um B. Alfredsson ermittelte ebenfalls eine groB3ere Kriechdeh-
nung &, unter Zug- im Vergleich zur Druckbelastung, was zur Implementierung des
SDE’s in den entsprechenden Kriechgesetzen fithrte. Die experimentell ermittelte
Kriechdehnung ¢, konnte mit dem angepassten logarithmischen bzw. Potenzgesetz
sehr gut abgebildet werden. Alfredsson et al. nutzen zwar das logarithmische bzw. Po-
tenzgesetz zur Beschreibung des Kriechverhaltens des Lagerstahls mit bainitischer bzw.
martensitischer Mikrostruktur, eine Uberpriifung der von den Kriechraten-kontrollie-
renden Theorien vorgeschlagenen Spannungs- und Temperaturabhingigkeiten der je-

weiligen Kriechparameter wurde jedoch nicht vorgenommen.

Kassner et al. [16], [33], [49], haben sich dem Niedrigtemperaturkriechverhalten mehre-
rer Metalle gewidmet, wobei sich ebenfalls das logarithmische Gesetz aus Gleichung
(3.3) zur Voraussage der Kriechdehnung e, des Stahls 1.4301 eignete. Es wird jedoch
auch in dieser Arbeit kein Hinweis zur Eignung der Kriechraten-kontrollierenden The-

orien gegeben.
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Schliefilich konnte dutch die Arbeit von N. Remalli et al. [50] ein erster Hinweis zum
vermehrten Niedrigtemperaturkriechen im Austenit sowie der damit verbundenen Pha-
senumwandlung bis zu einem Temperaturbereich von 353 K fiir den Federstahl 54SiCr6
gefunden werden. So zeigen die Ergebnisse in Abbildung 25 eine ansteigende Verset-
zungsdichte nach dem Niedrigtemperaturkriechen in der austenitischen Phase. Gleich-

zeitig ist eine Abnahme des Restaustenitgehaltes von ca. 31 % zu ca. 25 % zu verzeich-

nen.
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Abbildung 25:  (a) VVersetzungsdichte der martensitischen und anstenitischen Phase, (b) V olumenan-
ter] von Restaustenit vor und nach dem Niedrigtemperaturkriechen [50]

In der genannten Veroffentlichung von N. Remalli et al. ist auflerdem ein Ansatz zur
Weiterentwicklung der urspriinglichen Erschépfungstheorie zu finden. Es hat sich ge-

zeigt, dass dieser die Spannungs- und Temperaturabhingigkeiten der Kriechparameter

in einem Temperaturbereich von 298 K - 353 K gut beschreibt.

3.4 Niedrigtemperaturkriechen unter biaxialer Belastung

Im vorherigen Kapitel wurden die Grundlagen des Niedrigtemperaturkriechens sowie

dessen Theorien zum Kriechraten-kontrollierenden Mechanismus erlautert. Weiterhin
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wurden zwei Aktivierungsparameter vorgestellt, welche Hinweise zur Art des Hinder-
nisses geben kénnen. Diese Ausfihrungen bezogen sich lediglich auf den uniaxialen
Belastungsfall. Der Ventilfederdraht wird jedoch unter realen Bedingungen hauptsich-
lich auf Torsion beansprucht, sodass nachfolgend ein kurzer Einblick in die bisherigen
Forschungsbemiihungen dieses Belastungsfalls gegeben werden soll. Zunichst sind die
Forschungsbemthungen von V. Kobelev zu nennen, der im Rahmen seiner Ver6ffent-
lichungen u.a. auf das verallgemeinerte Norton-Bailey Gesetz fur die Kriechrate &, zu-
riickgreift und dieses sowie weitere phinomenologische Kriechgesetze fiir den Fall der

reinen Schubbelastung anpasst [51].

Kletzin et al. [52] erarbeiteten eine Ableitung des Kriechverhaltens von Schrauben-
druckfedern aus dem Kiriechverhalten von Drihten im Rahmen des Projekts ,,IJGF
18992 BR Kiriech- und Relaxationsverhalten von Federstahldrihten in Schraubenfe-
dern®. Dies geschah unter Verwendung des phinomenologischen Norton-Bailey-Ge-

setzes

tkns 22m+3 M 3m 4 4™ 3.17
¢cr(t)=_'l'cr'—'<_t' ) G17)
kng d3m+4

T m+1

zur Beschreibung des Kriechverhaltens von Drihten aus 6lschlussvergiiteten Federstahl
VDSICr und VDSICtV, patentiert gezogenen Stahl sowie dem nicht rostenden Stahl
1.4310. Nachdem das Kriechverhalten mehrerer Drihte Gberprift wurde, konnten die
jeweiligen materialspezifischen Kriechparameter kyg, ¢, und m des Norton-Bailey-Ge-
setzes bestimmt und anschlieBend fiir die Berechnung des Kriechwegs der Schrauben-
federn eingesetzt werden. Dem Kriechparameter m wurde aufgrund vorheriger Untet-

suchungen ein Wert von vier zugeordnet.

Fur den Fall des Kriechverhaltens von Schraubendruckfedern wird im Rahmen des zu-

vor genannten Projekts die Gleichung (3.18) zur Beschreibung des Kriechwegs s,
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(t)—tkNB- .n-nf'Dfn_(Z-F'Dm_3m+4)m+1 (3.18)
Serll) =y & T aemee T m+1

angegeben. Der materialspezifische Kriechparameter m nimmt auch an dieser Stelle ei-
nen Wert von vier an. Die anderen beiden Kriechparameter kyp und ¢, werden von den

Kriechversuchen der Drihte unter Torsionsbelastung tibernommen.

Fehlende experimentelle Kriechkurven von Schraubenfedern verhinderten jedoch einen
Vergleich zwischen den berechneten und experimentellen Kriechkurven. Es wurde da-
rauf hingewiesen, dass eine mégliche Ubertragung des Kriechverhaltens von Federdrih-
ten unter Torsionsbelastung auf das Kriechverhalten von Schraubenfedern nur unter

Einhaltung gleicher Herstellungsprozesse gewihrleistet werden kann.

Letztlich kann in der Literatur keine Ubertragung eines mechanismenbasierten Kriech-
gesetzes von uniaxialen auf biaxiale Versuche gefunden werden. Es werden lediglich
phanomenologische Kriechgesetze zur Beschreibung des Kriechverhaltens verwendet.
Die Eignung einer der beiden Kriechraten-kontrollierenden Theotien wurde dement-

sprechend bisher nicht untersucht.
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4 Avufgabenstellung

Aufgrund des anhaltenden Trends zum Leichtbau und dem damit verbundenen Down-
sizing der Verbrennungsmotoren bzw. des Zylinderkopfes kommt es zu immer héheren
Anforderungen an die Kriech- bzw. Relaxationsfestigkeit der Federstihle. Bereits zur
Verfiigung stehende Legierungssysteme mussen entsprechend ausgewihlt oder neue Fe-

derstihle entwickelt werden, um den steigenden Anspriichen gerecht zu werden.

Das Kriechverhalten martensitischer Stihle im Niedrigtemperaturbereich ist bislang je-
doch weitgehend unerforscht. Bisherige Forschungsbemithungen gehen hauptsichlich
von einem thermisch aktivierten Versetzungsgleiten aus. Es werden zwei Kriechraten-
kontrollierende Theorien, die Verfestigungs- bzw. die Erschépfungstheorie, vorgeschla-
gen. Eine Vergleichbarkeit zwischen beiden Theorien ist nur bedingt méglich, da keine

konkreten Angaben zur Verteilungsfunktion der Hindernisse ¢(AG) gemacht werden.

Das Ziel der Dissertation ist eine detaillierte Untersuchung des Kriechverhaltens der
aktuellen Federstihle im Niedrigtemperaturbereich, um so die Grundlage zur Entwick-
lung eines neuen Federstahls mit einer héheren Kriechfestigkeit fiir Ventilfedern zu le-
gen. Es wird angenommen, dass sich das Kriechverhalten von Ventilfedern durch die
vorherige Charakterisierung des Niedrigtemperaturkriechens der Federstihle unter uni-
axialer Beanspruchung hinreichend genau beschreiben lisst. Folgende Forschungsfra-

gen sollen im Rahmen der Dissertation beantwortet werden:

1. Kann das Kriechverhalten martensitischer Federstihle im Niedrigtemperaturbe-
reich mechanismenbasiert beschrieben werden?

2. Kann dieser Mechanismus erfolgreich auf die spezifische Beanspruchung einer
Ventilfeder angewendet werden?

3. Wie kénnen Technologien und Legierungseinflisse zukiinftig beriicksichtigt wer-
den, um das Kriechverhalten der Ventilfedern im Niedrigtemperaturbereich zu

beeinflussen?
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Zur Beantwortung der ersten Forschungsfrage werden Kriechversuche unter Zugbelas-
tung durchgefiihrt, wobei die Ventilfederdrihte bei unterschiedlichen Temperaturen des
Niedrigtemperaturbereiches und Spannungen o kleiner der Streckgrenze R, geprift wer-
den. Die zeitabhingige Kriechdehnung e, wird anschlieBend mit Hilfe der jeweiligen
Gleichung der Verfestigungs- bzw. der Erschépfungstheorie angefittet, um so im ersten
Schritt einen Eindruck zur Eignung der Kriechraten-kontrollierenden Theorien zu er-
halten und die Parameter der entsprechenden mechanismenbasierten Kriechtheorie zu
bestimmen. Im zweiten Schritt werden die Spannungs- und Temperaturabhingigkeiten
der jeweiligen Parameter detaillierter betrachtet. Diesbeziiglich werden die Ansitze der

mechanismenbasierten Kriechtheorien validiert.

Die zweite Forschungsfrage erfordert es, zusitzliche Kriechversuche mit Ventilfeder-
drihten unter Torsionsbelastung durchzufiihren. Dementsprechend werden im Rah-
men der Dissertation verschiedene Torsionsmomente M, bei einer Temperatur von
423 K angewandt. Unter Verwendung der Finite-Elemente-Methode soll die Ubertrag-
barkeit einer ausgewidhlten mechanismenbasierten Kriechtheorie vom uniaxialen auf
den biaxialen Belastungsfall Giberpriift werden. Hierbei muss zunichst eine der beiden
mechanismenbasierten Kriechtheorien mit einer geeigneten Beschreibung der Span-
nungs- und Temperaturabhingigkeit der entsprechenden Parameter in die Software
ANSYS implementiert werden. Eine Gegeniiberstellung der experimentellen und simu-
lierten Kriechkurven erméglicht letztlich die Validierung zur Anwendung des Mecha-

nismus auf den spezifischen Belastungsfall.

Die dritte Forschungsfrage muss unter Beriicksichtigung der zwei Aspekte Technologie-
bzw. Legierungseinfluss betrachtet werden. Zur Beurteilung des Technologieeinflusses
werden Kriechversuche mit Ventilfederdrihten unter Zugbelastung absolviert, wobei
die Ventilfederdrihte bei unterschiedlichen Temperaturen induktiv bzw. im Ofen ange-
lassen werden. Einen ersten Einblick zum Einfluss der Legierungselemente wird durch
die standardisierten Kriechversuche gewihrt. Weiterhin werden inkrementelle Stufen-
tests durchgefiihrt, welche den Einfluss der Legierungselemente auf die ermittelten Ak-

tivierungsparameter offenbaren.
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5 Experimentelle und numerische Methoden

Im finften Kapitel werden die Details zu den verwendeten experimentellen und nume-
rischen Methoden erldutert. Die verschiedenen Kriechversuche unter Zug- bzw. Torsi-
onsbelastung bei unterschiedlichen Temperaturen und Spannungen sowie die Beschrei-
bung der numerischen Methodik bilden die Grundlage zur Beantwortung der zuvor ge-

nannten Forschungsfragen.

5.1 Experimentelle Untersuchungen der Ventilfederdréhte

In den nachfolgenden Unterkapiteln wird auf die unterschiedlichen Methoden zur Be-
stimmung der Materialeigenschaften der Ventilfederdrihte, der Mikrostruktur, der che-

mischen Zusammensetzung und die verschiedenen experimentellen Priifverfahren ein-

gegangen.

5.1.1 Materialcharakterisierung der Ventilfederdrahte

Im Rahmen der Dissertation werden die Federstihle 61SiMn8, 64SiCtrV6 und
58SiCeNiV8 untersucht. Der Walzdraht wird von Kobe Steel Ltd. hergestellt und bei
Mubea in WeiBlensee zum Ventilfederdraht weiterverarbeitet. Die chemische Zusam-

mensetzung der jeweiligen Federstihle ist in Tabelle 1 aufgelistet.

Tabelle 1: Chemische Zusammensetzung der Ventilfederdrabte

Federstahl Charge Chemische Zusammensetzung

C Si Mn Cr v Ni
61SiMn8 C31306 0,61 1,90 0,87
64SiCtVo6 C32826 0,62 143 0,59 0,65 0,11
58SiCtNiV8 (C93813 0,59 1,94 0,77 0,98 0,09 0,22

Angaben in wt%
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Diese ist dem Werkspriifzeugnis der Kobe Steel Ltd. entnommen und an der DIN EN
10204 angelehnt. Mit Hilfe des Werksprifzeugnisses kann nachgewiesen werden, dass
sich die chemische Zusammensetzung innerhalb der Mubea internen Materialspezifika-

tion TS—ALL-BU VS —-DEV-03 befindet.

Zur Bestimmung des Kriechverhaltens der Federstihle im Niedrigtemperaturbereich
werden die Federdrihte grundsitzlich komplett induktiv vergitet, d.h. induktiv zwi-
schen 900°C — 950°C in Abhingigkeit des Federstahls austenitisiert und anschlieBend
in einem Temperaturbereich von 490°C — 530°C induktiv angelassen (IHT). Beide Pro-
zesse dauern jeweils nur wenige Sekunden. Zusitzlich wurden Drihte des Federstahls
61SiMn8 induktiv austenitisiert und im Ofen bei Temperaturen zwischen 573 K und
773 K fir eine halbe Stunde angelassen (FHT). Dies soll dem Zweck dienen, den se-
rienmiBigen Prozess der Ventilfederherstellung abzubilden, um so bereits im Stadium
des Ventilfederdrahts Unterschiede zwischen den zwei Wirmebehandlungen feststellen

zu koénnen.

Korngrolenbestimmung

Die Bestimmung der chemaligen Austenitkorngrof3e ist mit dem Lichtmikroskop Leica
DM 4000 durchgefithrt worden und lehnt sich an die DIN EN ISO 643:2003 an. Zur
Korngrélenbestimmung wurden alle Proben fiir zwei Stunden bei 773 K ausgelagert
und anschlieBend als Querschliffe eingebettet. Der Kontrast wurde mit gesattigter wiss-
riger Pikrinsdure erzeugt. Zur Ermittlung des mittleren Korndurchmessers sowie der
Korngrofienkennzahl wurde das Linienschnittverfahren angewandt. Es wurden diesbe-
ziiglich jeweils eine horizontale und vertikale sowie zwei diagonale Linien tiber die Auf-
nahme der Mikrostruktur gelegt und die Anzahl der Schnittpunkte mit den Korngrenzen
gezihlt. Ein Zusammenhang zwischen der Anzahl der Schnittpunkte mit den Korngren-
zen, des mittleren Korndurchmessers und der Korngréfienkennzahl konnte anschlie-

Bend mit Hilfe der zuvor genannten Norm hergestellt werden.
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Qualitative und Quantitative Phasenanalyse

Die Bestimmung der einzelnen Phasen, wie z.B. Martensit und Austenit, wird durch die
Aufnahme eines Diffraktogramms in einem 26 Bereich von 70° — 162° erméglicht.
Diesbeziiglich kann jedem Peak eines 26 Winkels eine bestimmte Phase zugeordnet
werden. Die Aufnahme erfolgt mit Hilfe des Rontgendiffraktometers ,,PANalytical
Empyrean® unter Verwendung einer Chrom-K-Alpha-Réntgenréhre mit 40 kV sowie
30 mA und einer Bragg Brentano Anordnung. Fir die quantitative Phasenanalyse wird

die Rietveld-Methode angewendet.

Zur Uberpriifung der Auswirkungen unterschiedlicher Wirmebehandlungen, d.h. FHT
und IHT sowie verschiedener Temperaturen, auf die gesamte Versetzungsdichte werden
zusitzlich zwei Diffraktogramme des Federstahls 61SiMn8 in einem 26 Bereich von
30° — 160° aufgenommen. Im Gegensatz zur Phasenanalyse finden diese Messungen
mit Hilfe des Rontgendiffraktometers ,,Bruker D8 Advance® unter Verwendung der
Parallelstrahl-Geometrie statt. Es wurde ebenfalls eine Chrom-K-Alpha-Réntgenréhre

verwendet.

5.1.2 Bestimmung der mechanischen Eigenschaften der Ventilfeder-
dréhte

Quasistatischer Zugversuch

Die quasistatischen Zugversuche sind mit Hilfe der statischen Materialpriifmaschine
2100 der Zwick GmbH & Co. KG in Ulm nach DIN EN ISO 6892-1b fiir Raumtem-
peratur bzw. 2b fir erhéhte Temperaturen durchgefithrt worden. Fir die Zugversuche
unter erhéhten Temperaturen, d.h. 348 K, 373 K, 423 K und 523 K, wird ein Umluft-
ofen verwendet, sodass eine homogene Temperaturverteilung gewihrtleistet ist. Zur

Messung der resultierenden Dehnung ¢ dient der Extensometer ,,MultiXtens®, welcher
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die Genauigkeitsklasse 0,5 nach DIN EN ISO 9513 vorweist. Der Priifaufbau kann in
Abbildung 26 nachvollzogen werden.

Umluftofen
Extensometer
Ventilfederdraht
Klemmbacken

H W e

Abbildung 26:  Priifstand fiir die quasistatischen Zugversuche und die Kriechversuche unter Zugbe-
lastung

Fir die quasistatischen Zugversuche werden, wie in Abbildung 27 zu sehen, komplett
induktiv vergiitete Ventilfederdrihte mit einem kreisférmigen Querschnitt des Durch-
messers d = 3,7 mm und einer Probenlinge L = 400 mm verwendet. Es werden sechs
Proben pro Temperatur gepriift und der Mittelwert der einzelnen mechanischen Kenn-

werte angegeben.

0LeP

f
Abbildung 27:  Probengeometrie fiir die quasistatischen Zugversuche und die Kriechversuche unter
Zugbelastung
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Quasistatischer Druckversuch

Fir die quasistatischen Druckversuche wird eine servohydraulische Prifmaschine des
,»,Royal Institute of Technology* der Abteilung der Festkérpermechanik in Stockholm
genutzt. Die Drihte werden auf eine Linge von 6 mm mit Hilfe einer EDM Maschine
gekiirzt und zwischen zwei gehirtete Keramikplatten eingespannt. AnschlieBend wer-
den die Versuche mit einer Belastungsrate von 0,003 mm/s durchgefiihrt, wobei ein
Umluftofen fiir die Druckversuche bei einer Temperatur von 423 K zur Verfiigung
steht. Zur Bestimmung der einzelnen mechanischen Kennwerte wird die Kraft und die
Kolbenposition aufgenommen. Es werden drei Proben pro Federstahl geprift und der

Mittelwert der einzelnen mechanischen Kennwerte verwendet.

Quasistatischer Torsionsversuch

Die quasistatischen Torsionsversuche erfolgen mit Hilfe einer Universal-Zugprafma-
schine der Fa. Tira an der TU Ilmenau. Diese wurde zusitzlich mit einer Motorik und
Sensorik zur Verdrehung der Drahtabschnitte ausgestattet. Weiterhin ist die Maschine
mit einem DMS-Kraftsensor mit 10 kN Messbereich sowie mit einem DMS-Aufnehmer
mit 100 Nm Messbereich als Drehmomentsensor ausgestattet. Zur Bestimmung der
Schiebungswerte wird ein Feinschiebungsaufnehmer verwendet. Der Prifaufbau ist in

Abbildung 28 dargestellt.

Fir die quasistatischen Torsionsversuche werden, wie in Abbildung 27 zu sehen ist,
ebenfalls induktiv vergiitete Ventilfederdrihte mit einem kreisférmigen Querschnitt des
Durchmessers d = 3,7 mm verwendet. Die Drahtabschnitte werden mit Hilfe der
Spannhiilsen eingespannt und am oberen Ende tordiert. Am gegeniiberliegenden Ende
des Drahtabschnittes wird hingegen das Drehmoment gemessen. Die freie Priiflinge
der Drihte betrigt in diesem Fall 300 mm, wobei die Verdrehung des Drahtes tber
einem definierten Lingenbereich von 270 mm mittels Feinschiebungsaufnehmer aufge-
zeichnet wird. Die Schiebung kann iiber die Verdrehwinkeldifferenz beider Drehgeber

bezogen auf den definierten Lingenbereich bestimmt werden.
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Es gilt weiterhin zu berticksichtigen, dass zwei unterschiedliche Arten von Versuchen
gefahren werden. Zur Bestimmung des maximalen Torsionsmomentes, der Verwinde-
zahl, der Gesamtschiebung und der maximalen Torsionsfestigkeit 7, werden Torsions-
versuche bis zum Bruch durchgefithrt. Die 0,04% TorsionsflieBgrenze 74, sowie der
Schubmodul ¢ werden hingegen durch Be- und Entlastungsversuche ermittelt. Es wer-
den generell die Mittelwerte von drei gepriften Drahtabschnitten der jeweiligen Feder-

stdhle dargestellt.

Ventilfederdraht
Spannhiilse
Feinschiebungsaufnehmer
DMS-Kraftsensor
Drehmomentsensor

vk W R

Abbildung 28:  Priifanfban fiir quasistatische Torsionsversuche

5.1.3 Niedrigtemperatur-Kriechtests der Ventilfederdréhte

Kriechversuche unter Zugbelastung

Die Kriechversuche unter Zugbelastung werden ebenfalls an der statischen Material-

prifmaschine 2100 der Zwick GmbH & Co. KG mit einem eingebauten Umluftofen
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durchgefiihrt. Die Bestimmung der Dehnung &(t) geschicht erneut mit dem Extenso-
meter ,,MultiXtens®, wobei die Anfangsmesslinge L, = 250 mm betrigt. Es bedarf der
bereits zuvor genannten Genauigkeitsklasse, um die zu erwartenden minimalen

Kriechdehnungen unter 1 % prizise erfassen zu kénnen.

Zur Absicherung des kompletten Durchwirmens der Ventilfederdrihte werden die ent-
sprechenden Temperaturen fiir jeweils 20 min vorgehalten. Wihrend dieser Zeit findet
keine Belastung statt. Die anschlieBende Aufbringung der Last erfolgt mit einer Belas-

tungsrate von 1 kN/s.

In der nachfolgenden Tabelle 2 und 3 sind die verschiedenen Variationen der Kriech-
versuche unter Zugbelastung aufgelistet. Dabei wird die Variation der Werkstoffe, der
Spannung ¢ und der Temperatur T verdeutlicht. Bei der Auswahl der Kriechspannungen
wurde darauf geachtet, dass sich diese unterhalb der 0,2 % Dehngrenze R, des Werk-
stoffs befinden und somit eine sofortige zeitunabhingige plastische Verformung ver-
hindert wird. Die ausgewihlten Temperaturen bewegen sich im Niedrigtemperaturbe-

reich.

Tabelle 2: V ariation der Temperatur bei uniaxialen Kriechversuchen

Federstihle 61SiMn8 648iCrV6 588iCtNiV8
Kriechspannung [MPa] 1400
Kriechtemperatur [K] 423 | 473 | 523

Tabelle 3: 1 ariation der Spannung bei uniaxialen Kriechversuchen

Federstihle 61SiMn8 648iCrV6 588iCtNiV8
Kriechspannung [MPa] 800 | 1000 | 1200 | 1300 | 1400
Kriechtemperatur [K] 423
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Zusitzlich wird der Einfluss verschiedener Wirmebehandlungen auf die Kriechdeh-
nung ¢, im Fall des Federstahls 61SiMn8 aufgezeigt. Dabei werden nicht nur unter-
schiedliche Anlasstemperaturen zur Vorbehandlung des Ventilfederdrahts gewihlt, son-
dern auch zwischen einer induktiven und einer konventionellen Behandlung im Ofen
gewechselt. Die genauen Einstellungen der Kriechversuche kénnen der nachfolgenden

Tabelle 4 entnommen werden.

Tabelle 4: 1V ariation der WB bei uniaxialen Kriechversuchen

Federstihle 61SiMn8
Wirmebehandlung (WB) Induktive WB (IHT) ‘ Ofen WB (FHT)
Anlasstemperatur [K] 573|673 | 708 | 723 | 773
Anlasszeit [s] ~4 1800
Kriechspannung [MPa] 1400 1000
Kriechtemperatur [K] 423

Zum Fitting der experimentellen Werte wird zum einen das logarithmische Gesetz aus
der Verfestigungstheorie in Gleichung (3.3) und zum anderen die Gleichung (3.13) der
Erschépfungstheorie verwendet. Somit kénnen die jeweiligen materialspezifischen
Kriechparameter bestimmt werden, um so die Grundlage zur Ermittlung der geeigneten
Theorie des Niedrigtemperaturkriechens zu legen. Die Startwerte der Kriechparameter
a"Tund B'T bzw. afT und BET fiir das Fitting betragen jeweils 0,01. Ein konstanter Start-
wert wird benétigt, um eine Vergleichbarkeit der Theorien zu erzeugen. Das Fitting wird
mit Hilfe der Softwatre OriginPro 9.1 und der Levenberg-Marquardt Methode durchge-
fidhrt.

Kriechversuche unter Torsionsbelastung
Die Kriechversuche unter Torsionsbelastung erfolgen mit Hilfe einer Prifanlage der TU
Ilmenau, welche tber einen eingebauten Umluftofen verfiigt. Der Draht ist mit zwei

Spannzangen des Typs OZ25 462E DIN 6388 B befestigt, wobei eine freie Priiflinge
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von Ly = 300 mm verwendet wird. Der Verdrehwinkel ¢(t) wird mit Hilfe eines inkre-
mentellen Drehgebers RB 3100 mit einer Genauigkeit von 0,1° gemessen. Der Drehge-
ber ist mit der Torsionsscheibe verbunden, woriiber die Einleitung des Torsionsmo-
mentes M, erfolgt. Zur Veranschaulichung ist der Prifstand in der Abbildung 29 darge-

stellt.

Abbildung 29:  Priifstand fiir die Kriechversuche unter Torsionsbelastung

1. Spannhilse 4. Torsionsscheiben
2. Ventilfederdraht 5. Drahtseile fir die Gewichte
3. Umlenkrolle 6. Verfahrbare Kammer des Umluftofens

In der nachfolgenden Tabelle 5 sind die verschiedenen Variationen der Kriechversuche

unter Torsionsbelastung zusammengefasst.

Tabelle 5: Versuchsparameter der biaxialen Kriechversuche

Federstihle 61SiMn$ ‘ 64SiCrV6 ‘ 58SiCNiV8
Torsionsmoment [Nm] 6918191110
Kriechtemperatur [K] 423
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Der Ablauf eines Kriechversuchs unter Torsionsbelastung ist folgend aufgelistet:

e FEinspannen der Ventilfederdrihte im Umluftofen
e SchlieBen des Umluftofens

e FEinstellen der Kriechtemperatur

e FEinbringen der Zugkraft F = 110 N

e FEinbringen des Torsionsmomentes mit Gewichten durch manuelles, aufeinan-
derfolgendes Losen zweier Bremsen innerhalb einer durchschnittlichen Bela-
dungszeit von ca. 20 s

e Finstellen der Messintervalle fiir Parameter, wie z.B. den Verdrehwinkel

e Ermitteln des Verdrehwinkels

e Entlasten der Ventilfederdrihte

e Ermitteln des bleibenden Verdrehwinkels nach Beendigung des Kriechversuchs
o Offnen der Vorrichtung

e Ausspannen der Ventilfederdrihte

5.1.4 Inkrementelle Kriechtests

Spannungs-Stufen-Test

Die inkrementellen Spannungs-Stufen-Tests werden mit Hilfe desselben Prifaufbaus
wie fiir die Kriechversuche der Ventilfederdrihte unter Zugbelastung durchgefithrt. Im
Gegensatz zu den letztgenannten Kriechversuchen werden die Ventilfederdrihte zwar
auch mit einer initialen Kriechspannung beaufschlagt, diese wird jedoch nach einer
Kriechzeit von 30 Minuten sprunghaft erhéht. Ziel des Spannungs-Stufen-Tests ist es,
mit Hilfe der unmittelbar vor und nach dem Sprung gemessenen Kriechrate &, das Ak-
tivierungsvolumen v der einzelnen Werkstoffe zu berechnen. Der Betrag des Aktivie-
rungsvolumens v soll dazu beitragen, einen Aufschluss iber die Art des Hindernisses
und den thermisch aktivierten Mechanismus zu erhalten. Die verschiedenen Versuchs-
parameter sind in der folgenden Tabelle 6 aufgelistet. In der Literatur werden keine An-
gaben beztglich der H6he der Spannungsspriinge gemacht, sodass mehrere Variationen

der Spannung und der Spannungsspriinge angewendet werden.
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Tabelle 6: V ersuchsparameter der Spannungs-Stufen-Tests

Federstihle 58SiCrNiV8 ‘ 61SiMn8 ‘ 64SiCrV6
Kriechtemperatur [K] 423

Initiale Kriechspannung [MPa] 1400 1600
Kriechzeit / Sprung [min] 30 ‘ 60 | 30 | 30
Spannungssprung [MPa] 20 100 | 20
Finale Kriechspannung [MPa] 1440 1600 | 1640

Temperatur-Stufen-Test

Die inkrementellen Temperatur-Stufen-Tests werden mit Hilfe der Prifmaschine
Gleeble 3500 bei der Salzgitter Mannesmann Forschung GmbH durchgefihrt, wobei
die Erwirmung der Probe mit einer Aufheizrate von bis zu 10.000 K/s erfolgen kann.
Die technische Dehnung &(t) wird mit einem Extensometer MTS 634.12F_25 gemes-
sen, welcher der Genauigkeitsklasse 1 der DIN EN ISO 9513 zugeordnet ist. Zu Beginn

des inkrementellen Temperatur-Stufen-Tests hat der Extensometer eine Anfangslinge

von Ly = 25 mm.

Die Ventilfederdrihte haben eine Probenlinge von L = 170 mm. An beiden Enden wer-
den die Ventilfederdrihte mit einem Gewinde von 42 mm versehen, um ein Rutschen

des Ventilfederdrahtes wihrend des Versuches zu verhindern. Eine Datstellung der Pro-

bengeometrie ist in Abbildung 30 zu sehen.

86

04¢

Abbildung 30: Probenform fiir die Temperatur-Stufen-Tests
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Zur Veranschaulichung ist der Prifstand in Abbildung 31 dargestellt.

Prifraum

Ventilfederdraht

Fixierung mit Gewinde

Thermisch konduktiv leitende Klemm-

AN e

backen

S
:
n
"
b
®
§
L]

Abbildung 31: Beispielhafter Priifaufban der Gleeble 3500 [53], [54]

Der Ablauf eines inkrementellen Temperatur-Stufen-Tests ist folgend aufgelistet:

e FEinspannen der Ventilfederdrihte in den Priifraum
e SchlieBen des Priifraums

e Festlegen der Kriechtemperaturintervalle

e TFestlegen der konstanten Zugkraft

e Starten des Versuchs

Fiir die sprunghaften Anderungen der Temperatur werden Werte zwischen 10 K und
20 K vorgeschlagen, da so interne Strukturen, wie z.B. Versetzungsstrukturen, nicht ver-
andert werden [30]. Die verschiedenen Versuchsparameter sind in Tabelle 7 zusammen-

gefasst.
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Tabelle 7: V ersuchsparameter der Temperatur-Stufen-Tests

Federstihle 61SiMn8 648iCrV6 58SiCtNiV8
Kriechspannung [MPa] 1400

Initiale Kriechtemperatur [K] 363

Kriechzeit / Sprung [min] 60

Temperatursprung [K] 15

Finale Kriechtemperatur [K] 438

5.2 Numerische Methodik

In diesem Kapitel wird die Modellierung eines Abschnitts von einem Ventilfederdraht
vorgestellt. Das Modell wird nachfolgend zur Simulation des Kriechverhaltens der Ven-
tilfederdrihte unter Zug- sowie Torsionsbelastung verwendet, wobei die Simulation der
uniaxialen Belastung zur Validierung des Modells dient. Fir die Simulation des Kriech-
verhaltens sollen die aus den Kriechversuchen unter Zugbelastung ermittelten Tempe-
ratur- und Spannungsabhingigkeiten der Kriechparameter zum Finsatz kommen. Die
Finite-Elemente-Methode stellt die Grundlage zur Beantwortung der zweiten For-
schungsfrage dar, welche die Ubertragbarkeit einer ausgewihlten mechanismenbasierten

Kriechtheorie vom uniaxialen auf den biaxialen Belastungsfall iberpriift.

5.2.1 Pre-Processing

Die Modellierung des geraden Ventilfederdrahtes erfolgt mit der Software ANSYS unter
Verwendung eines Balkens vom Elementtyp Beam 188. Hierbei werden zwei Knoten
miteinander verbunden, die den Anfang und Endpunkt des Balkens darstellen. Beide
Knoten besitzen jeweils sechs Freiheitsgrade, wobei diese die Translation in die drei
Raumrichtungen und die Rotation um die drei Achsen des Koordinatensystems bein-
halten. Die Berechnungen beruhen grundsitzlich auf der Balkentheorie nach Timos-

henko, wobei diese folgende Annahmen beinhaltet [55].
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1. Die Linge des Balkens ist viel groBer als der Querschnitt

2. Der Schwerpunkt der Querschnittsfliche des Balkens untetliegt bei Belastung
nur einer Verschiebung

Die Verformungen sind klein

Es tritt keine Verwdlbung auf

Es tritt nur ein eindimensionaler Spannungszustand auf

A

Die Querschnittsnormale ist nicht parallel zur Tangente der Biegelinie

Es gilt zu berticksichtigen, dass eine Abweichung von der Annahme Nr. 5 im Belas-
tungsfall der Torsion stattfindet, da dort kein eindimensionaler Spannungszustand vor-
liegt. Zur Anpassung an einem Ventilfederdraht wird der Balken mit einem kreisférmi-
gen Querschnitt versehen. Dabei wird die Geometrie durch den Radius r von 1,85 mm,
der Anzahl der Teilungen des Umfangs und der Anzahl der Teilungen des Radius r

bestimmt. Eine schematische Darstellung ist in Abbildung 32 gegeben.

Abbildung 32: Teilungen des Umfangs und des Radins

Die Anzahl der Teilungen des Umfangs wird durch die acht Linien vom Mittelpunkt
zum Umfang hervorgehoben, wohingegen die Anzahl der Teilungen des Radius r durch
die zwei ringférmigen Linien dargestellt ist. Jeder Schnittpunkt der Linien wird als Kno-
tenpunkt bezeichnet. Die Ergebnisse basieren auf den Berechnungen jedes einzelnen

Knotenpunkts. Die Anzahl der Knotenpunkte wird fiir den einzelnen Belastungsfall an-
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gepasst. Zu viele Knotenpunkte wiirden zu einer sehr hohen Rechenzeit fithren, wohin-
gegen es bei einer zu geringen Anzahl an Knotenpunkten zum Verlust der Genauigkeit

kommt.

So ist mit einer homogenen Verteilung der Spannungs- und Dehnungsgré3en iiber den
Querschnitt unter Zugbelastung zu rechnen, sodass auf eine Teilung des Radius ver-
zichtet wird. Simtliche Knotenpunkte liegen dementsprechend auf dem Rand des kreis-
férmigen Balkens. Der Umfang wird bei den Kriechversuchen unter Zugbelastung in
30 Teilstiicke geteilt, um einen idealen Kreis approximieren zu kénnen. Dies ermé&glicht
eine korrekte Berechnung der Zugspannungen aufgrund der vernachlissigbaren kleinen

Abweichungen beztglich der Querschnittsfliche.

Die Vernetzung bei der Torsionsbelastung erfolgt wesentlich feiner, da andernfalls ein
starker Abfall der elastischen Schiebung zu Beginn des Kriechvorgangs zu beobachten
wire. Weiterhin wiirde die Gesamtschiebung zunichst sinken und erst nach einiger Zeit
den Anfangswert wieder erreichen. Demzufolge wird der Umfang in 90 und der Radius

in 60 Teilstucke unterteilt.

Da die Linge des Balkens keinen Einfluss auf die resultierenden Dehnungen bzw. Schie-
bungen hat, ist diese mit 32,3 mm festgelegt worden. Dies entspricht 1/10 der tealen
Drahtlinge bei den Kriechversuchen unter Torsionsbelastung. Der Knoten 1 wird im
Ursprung des kartesischen Koordinatensystems und der Knoten 2 im Punkt mit den
Koordinaten (32.3,0,0) gelegt. Diese Festlegung fithrt dazu, dass die Achse des Balkens
der X-Achse des Koordinatensystems entspricht. Die sechs Freiheitsgrade des Knoten
1 bekommen den Wert null zugeordnet, was einer festen Einspannung gleichsteht. Da-
hingegen wird eine Zugkraft in X-Richtung bzw. ein Drehmoment um die X-Achse fur

den Knoten 2 vorgegeben.

Die Krifte und Temperaturen fur die Simulation unter Zug- sowie Torsionsbelastung

entsprechen denen der vorher durchgefithrten Experimente. Dabei gilt die Differenz
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zwischen dem Temperaturnullpunkt und dem absoluten Nullpunkt von 273 K zu be-
ricksichtigen. Innerhalb des ersten Lastschrittes wird nur die elastische Verformung
betrachtet, wobei dieser in Abhingigkeit von der realen Belastungsdauer abgeschlossen
ist. Wihrend des nichsten Zeitschrittes wird zusitzlich die Kriechverformung mit ein-
bezogen. Dieser ist nach einer Zeit von 100 s beendet und beinhaltet einen konstanten
Zeitschritt von At = 1 s. Im letzten Zeitschritt wird die automatische Zeitfunktion von
ANSYS genutzt. Hierbei erhoht sich der Zeitschritt At sukzessive von At =1s zu
At = 30 s. Unter Zuhilfenahme der automatischen Zeitfunktion kann die Beriicksichti-
gung der zeitlichen Abhingigkeit der Kriechrate im primaren Bereich gewihrleistet wer-

den. Die Simulation endet bei einer Zeit von t = 3600 s.

5.2.2 Solution

Zur Simulation des Kriechverhaltens von Ventilfederdridhten unter Zug- bzw. Torsions-
belastung wird das implizite Euler-Verfahren in ANSYS verwendet. Im Gegensatz zum
expliziten Euler-Verfahren besticht das implizite Euler-Verfahren mit seiner Stabilitit,
welche auch fiir beliebig grofie Zeitschritte At bestehen bleibt. Das implizite Euler-Ver-
fahren wird aus dem hinteren Differenzenquotienten zum Zeitpunkt t + At bestimmt,

wobei sich die Kriechrate &, mit

. _ & _ Scr(t +At) — scr(t) (51)

€r(t+A0) = — = T
berechnen lisst. Das Symbol 4e,, stellt dabei die inkrementelle Kriechdehnung dar. Die
Verhiltnisse am Ende des Zeitschrittes werden als konstant angenommen. Da diese im
Allgemeinen jedoch noch unbekannt sind, kann Gleichung (5.1) nur fiir den Fall einer

konstanten Spannung o und einer direkten Zeitabhingigkeit explizit gelést werden. Fiir

alle anderen Fille muss ein Iterationsverfahren angewandt werden [56].

Obwohl bereits mehrere Kriechgesetze in ANSYS implementiert sind, kann auf ein be-

stehendes logarithmisches Gesetz wie in Gleichung (3.3) nicht zuriickgegriffen werden.
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Zur Implementierung eines solchen Kriechgesetzes muss sich der Méglichkeit einer
selbst programmierten Subroutine bedient werden. Die Programmierung wird im Rah-
men dieser Arbeit mit der Programmiersprache FORTRAN durchgefiihrt. Diese ist eine
kompilierte Sprache, die zunichst durch einen Compiler in Maschinensprache umge-
wandelt werden muss und so jedes gewtnschte Kriechgesetz in Form einer Subroutine
eingebracht werden kann. Das Kompilieren sdmtlicher Subroutinen und anschlieBende

Verkniipfen mit dem Hauptprogramm kann durch ANSYS erfolgen [57].

Ein Programm in FORTRAN setzt sich aus einer oder mehreren Programmeinheiten
zusammen, wobei ein Hauptprogramm zwingend erforderlich ist [58]. Zusitzlich kon-
nen Subroutinen entweder in das Hauptprogramm oder in eine eigene Datei geschrieben
werden. Subroutinen enthalten eine Liste von Formalparametern. Die einzelnen For-
malpatametet werden in Input-Variablen, Output-Variablen und Input/Output-Variab-
len unterteilt. Mit Hilfe der Formalparameter und dem implizierten Eulerverfahren kann
z.B. die Kriechdehnung ¢, bestimmt werden. Die verwendete Subroutine wird in jedem
Iterationsschritt des zuvor beschriebenen Verfahrens aufgerufen, wobei das Iterations-

verfahren an sich aullerhalb der verwendeten Subroutine programmiert wird [56].

Die auf Grundlage der Verfestigungstheorie basierenden Dehnratengleichung fiir die

inkrementelle Kriechdehnung Ae,, ldsst sich beispielhaft mit

Aggr = a’T - BVT - exp(— o /a¥T) - At (5.2

beschreiben. Die partielle Ableitung der inkrementellen Kriechdehnung Ae,, nach der

Kriechdehnung e, fihrt zu

dAe.,
O€cr

Ay (5.3)

aVT *

1
=a"T-BVT - exp(— g, /a'T) v At=
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Im Fall der partiellen Ableitung der inkrementellen Kriechdehnung Ae,, nach der Span-
nung o muss die Spannungsabhingigkeit der Kriechparameter o' und g berticksich-
tigt werden. Hierbei soll zu einem spiteren Zeitpunkt auf die experimentell ermittelte

Spannungsabhingigkeit geeigneter Kriechparameter zurtickgegriffen werden.

5.2.3 Post-Processing

Nach einer erfolgreichen Berechnung kénnen mit Hilfe des Post Processing die Ergeb-
nisse der Simulation, wie z.B. die Dehnung ¢ oder die 6rtlich vorliegende Spannung o,
angezeigt werden. Dies kann w.a. zur Absicherung bzw. Uberpriifung des Modells auf
eine korrekte Wiedergabe der anliegenden mechanischen Belastungen dienen. So ist in
Abbildung 33 die Spannung o in X-Richtung bei einer Zugkraft von ca. 15 kN nach dem

ersten Lastschritt zu sehen.

ELEMENT SOLUTION
STEP=1
sUB =1
TIME=0
sx (NORVG)
RSYS=0

DMX =.163744
SMN =1400.01
SMX =1400.01

1400.01

1400.01

Abbildung 33: Simulierte Zugspannung im Ventilfederdrabt

Die angezeigte Spannung ¢ von ca. 1.400 MPa befindet sich noch im elastischen Bereich

des Federstahls, was ein Vergleich mit Hilfe der folgenden analytischen Berechnung
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4-F
o= = 1400 MPa (54
- d?

ermoglicht. Aufgrund der nahezu identischen Werte der analytischen und simulierten
Spannung o kann generell von einer sehr guten Modellierung des Drahtabschnittes aus-

gegangen werden.

Die nachfolgende Abbildung 34 zeigt die Verteilung der Vergleichsspannung nach R.
von Mises a,4 Uber dem Querschnitt unter Anwendung eines Torsionsmomentes M, von
8 Nm. Dabei wird wiederum nur der erste Lastschritt bei rein elastischer Verformung
betrachtet. Erwartungsgemil sind an der Oberfliche des Drahtes die héchsten Ver-
gleichsspannungen o,, zu verzeichnen, welche in Richtung der neutralen Faser hin stetig

abnehmen.

Vergleichsspannung o, )

237E-07 309.597 619.194 928.791 1238.39
154.799 464.396 773.993 1083.59 1393.19

Abbildung 34: Spannungsverteilung siber dem Querschnitt bei Torsion

Die numerisch bestimmte Vergleichsspannung o, von ca. 1.393 MPa kann wiederum
analytisch durch die Verwendung der Gleichung (2.3) fiir die maximale Torsionsspan-
nung bei elastischer Verformung tberprift werden. Zur Umrechnung der Torsions-

spannung 7 in die Vergleichsspannung o, wird die folgende Gleichung
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Oeq = /3/2-51-]--5[.}.:\/3._12:\/5., (5.5

(5.6)

mit

1
I, = E'(T2+T2)=T2

benutzt. Hierbei stellt S;; die Komponenten des Spannungsdeviators und I, die zweite
Invariante des Spannungstensors dar. Fir die entsprechenden Werte von d = 3,7 mm
und M, = 8 Nm ergibt sich eine Vergleichsspannung von o4 = 1.393 MPa. In diesem
Fall ist ebenfalls eine gute Ubereinstimmung zwischen der analytischen und der nume-

risch berechneten Lésung festzustellen.
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6 Ergebnisse

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der verschiedenen experimentellen Untersu-
chungen dargestellt und ausgewertet. Dabei wird zunichst auf die zeitliche Abhingigkeit
der Kriechdehnung .. von Ventilfederdrihten unter uniaxialer Zugbelastung eingegan-
gen. Durch ein anschlieSendes Fitting des Kriechgesetzes der jeweiligen mechanismen-
basierten Kriechtheorie an die experimentell ermittelte Kriechdehnung e, kénnen die
jeweiligen Kriechparameter der beiden Kriechraten-kontrollierenden Theorien be-
stimmt werden. Es wird ebenfalls auf die Spannungs- und Temperaturabhingigkeiten
der jeweiligen Parameter eingegangen, sodass die Grundlage zur Beantwortung der ers-
ten Forschungsfrage geschaffen wird und eine zweistufige Validierung der beiden
Kriechraten-kontrollierenden Theorien stattfinden kann. Weiterhin werden die Ergeb-
nisse der Kriechversuche der Ventilfederdrihte unter Torsionsbelastung prisentiert.
Diese fiir die zweite Forschungsfrage notwendigen Priifungen erméglichen eine spitere
Uberpriifung der Ubertragbarkeit des Kriechverhaltens unter Zugbelastung auf den
biaxialen Belastungsfall. SchlieBlich werden die Parameter Aktivierungsvolumen v und
Nettoaktivierungsenergie AG mit Hilfe von Spannungs-Stufen- bzw. Temperatur-Stu-
fen-Tests angegeben und die Ergebnisse der Kriechversuche unter Zugbelastung mit
Ventilfederdrihten, die eine unterschiedliche Wirmebehandlung erfahren haben, ge-
zeigt. Somit kann beziiglich der dritten Forschungsfrage ein erster Einblick zum Ein-

fluss der Technologie bzw. der Legierungszusammensetzung gewihrt werden.

6.1 Materialanalysen der Ventilfederdréhte

IHT-Wirmebehandlung
In Abbildung 35 sind die Mikrostrukturen der einzelnen komplett induktiv vergiiteten

Federstihle dargestellt, wobei den gesamten Federstahlen, d.h. a) dem 61SiMn8, b) dem
64SiCrV6 und c) dem 58SiCeNiV8, die KorngréBenkennzahl 12 zugeordnet werden
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kann. Dies entspricht nach der DIN EN ISO 643 einer durchschnittlichen Korngrée

von ca. 5,5 pm.

Abbildung 35: Mikrostruktur der 1V entilfederdribte von a) 615iMn8, b) 64SiCrl/6 und ¢)
5885iCrNil’8

Neben dem martensitischen Gefiige enthalten die Federstihle aulerdem cinen geringen
Anteil an Restaustenit (RA), welcher fir die induktiv vergiiteten Federstdhle 61SiMn8
ca. 9,3 %, 64SiCrV6 ca. 9,9 % und 58SiCrNiV8 ca. 10,8 % betrigt.

ITHT- vs. FHT-Wirmebehandlung

Zusitzlich zur Phasenanalyse der komplett induktiv vergiiteten Federstihle wurde eine
Phasenanalyse des Federstahls 61SiMn8 unter Berticksichtigung beider unterschiedli-
cher Wirmebehandlungen, d.h. IHT und FHT, durchgefiihrt.
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Mit Hilfe der entsprechenden Diffraktogramme in der folgenden Abbildung 36 kann
eine Zuordnung der einzelnen Reflexe zu den vorhandenen Phasen erfolgen und Un-

terschiede zwischen den einzelnen Wirmebehandlungen nachgewiesen werden.

@) (®)

3 FHT 573K " IHT 573 K
S FHT 673 K o IHT 673 K
il ——FHT 773K ol — HT 773K
T 3
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Abbildung 36: 2-Theta-Scans des 615iMn8 mit (a) unterschiedlichen Anlasstemperaturen im
Ofen und (b) unterschiedlichen Anlasstemperaturen beim induktiven Prozess

In beiden Diffraktogrammen sind deutlich die drei Reflexe der Netzebenen (1 1 0)a,
(20 0)e und (21 1)« des Martensits zu erkennen. Dabei ist ersichtlich, dass die Breite
der Peaks mit ansteigender Anlasstemperatur abnimmt. Weiterhin ist vor allem bei der
induktiven Wirmebehandlung in Abbildung 36 (b) ein minimaler Reflex der Netzebene

(11 1)y sichtbar, der auf das Vorhandensein des bereits erwihnten Anteils an Restaus-

tenit hindeutet.

6.2 Mechanische Eigenschaften der Ventilfederdréhte

IHT-Wirmebehandlung

Die mechanischen Eigenschaften unter Raumtemperatur der komplett induktiv vergii-

teten Federstihle sind in Tabelle 8 aufgefiihrt. Die Zugfestigkeit Ry, aller Stahlgliten liegt
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bei ca. 2.300 MPa, wobei bei Temperaturen unterhalb von 373 K der Begriff der Bruch-
festigkeit geeigneter erscheint. Dies ist darauf zurtickzufithren, dass beim Bruch der
Probe teilweise noch ein ansteigender Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Kurven in die-
sem Temperaturbereich erkennbar ist. Die jeweiligen Spannungs-Dehnungs-Dia-

gramme sind dem Anhang 1 beigefugt.

Weiterhin sind die 0,2 % Dehngrenzen unter Druck- RS, bzw. Zugbelastung R%,, so-
wie die maximale Torsionsfestigkeit 7,, in Tabelle 8 enthalten. Aufgrund der Unter-
schiede zwischen den Dehngrenzen ist vom bereits erwihnten SDE bei den komplett
induktiv vergiiteten Federstihlen auszugehen. Der kleinste Unterschied der
0,2 % Dehngrenzen liegt bei 138 MPa (61SiMn8). Die grofite Differenz ist mit 291 MPa
im Fall des Federstahls 58SiCrNiV8 festzustellen.

Tabelle 8: Charakterisierung der komplett indufktiv vergiiteten 1 entilfederdrabte bei Raumtemperatur

Federstahl Rm Rio_z R,l,)o_z E Tm To,04 G RA

61SiMn8 2279 2.161 2.299 204.000 1.811 1.299 79.443 93

>

64SiCrV6  2.303 2.163 2.345 197.000 1.828 1.305 80.327 9,9

>

58SiCtNiV8 2.313 2.159 2.450 194.000 1.835 1.313 79.162 10,8

Angaben in MPa, ausgenommen RA in %

Um die Zugfestigkeiten R,,, die 0,2 % Dehngrenzen unter Zugbelastung RZ,, und die
Elastizititsmodule E der komplett induktiv vergiiteten Ventilfederdrihte bei erhéhten
Temperaturen bewerten zu kénnen, sind diese in Abbildung 37 dargestellt. Die Tempe-
raturabhingigkeit der drei mechanischen Eigenschaften kann in zwei Bereiche unterteilt
werden. Der erste Bereich ist bis zu einer Temperatur von ca. 360 K anzunehmen. Ins-
besondere bei den mechanischen Eigenschaften Zugfestigkeit R, und 0,2 % Dehn-
grenze RE,, ist zu erkennen, dass in diesem Bereich eine wesentlich geringere Tempera-
turabhingigkeit vorliegt. Bei Temperaturen oberhalb von 360 K offenbaren die Feder-

stdhle eine stirkere Temperaturabhingigkeit. Ein besonderes Augenmerk liegt auf der
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Temperaturabhingigkeit der 0,2 % Dehngrenze R%, ,. Diese kann als Indiz fiir den Be-

ginn der plastischen Verformung herangezogen werden. So wird bei einer hoheren

0,2 % Dehngrenze RZ,, unter der Annahme einer konstanten Temperatur eine gro3ere

Spannung ¢ fiir den Beginn der plastischen Verformung bendtigt. Eine schwichere

Temperaturabhingigkeit des Federstahls 61SiMn8 fiihrt ab einer Temperatur von ca.

525 K zu einer héheren 0,2 % Dehngrenze R, gegentiber dem 58SiCeNiV8. Ab dieser

Temperatur ist eine groBere plastische Verformung des 58SiCrNiV8 bei gleicher Span-

nung o zu erwarten.
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Abbildung 37: Temperaturabhingigkeit der mechanischen Eigenschaften der komplett induktiv

vergiiteten Federstible

Abbildung 38 zeigt die Schubspannungs-Schiebungs-Diagramme der jeweiligen Feder-

stihle. Die maximale Torsionsfestigkeit 7, und die 0,04 % TorsionsflieBgrenze ¢4

konnen in Tabelle 8 nachgelesen werden. Eine wesentliche Erkenntnis besteht jedoch
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darin, dass mit Hilfe der Verschiebung der elastischen Geraden, welche durch die ge-
strichelten Linien dargestellt ist, ein nicht linear elastisches Entlastungsverhalten der Fe-

derstihle nachgewiesen werden kann.
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Abbildung 38: Schubspannung-Schiebungs-Diagramm der verschiedenen Federstible bei Ranm-
temperatur

IHT- vs. FHT-Wirmebehandlung

Der Einfluss des jeweiligen Anlassprozesses sowie verschiedener Anlasstemperaturen
auf die Zugfestigkeit R, bzw. der 0,2 % Dehngrenze unter Zugbelastung R, , ist in Ab-
bildung 39 (a) bzw. (b) am Beispiel des Federstahls 61SiMn8 zu sehen. Es gilt zu be-
ricksichtigen, dass die Zugversuche unter Raumtemperatur durchgefithrt wurden. Er-
wartungsgemil ist eine Reduzierung der jeweiligen mechanischen Kenngréf3e mit Zu-

nahme der Anlasstemperatur unabhingig von der Art der gewihlten Wirmebehandlung
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zu erkennen. Hervorzuheben ist, dass die im Ofen behandelten Ventilfederdrihte gene-
rell niedrigere Werte sowie eine stirkere Temperaturabhingigkeit aufweisen. Insbeson-
dere die deutlich geringere 0,2 % Dehngrenze unter Zugbelastung RZ,, wird bei der

Auswahl der Spannung ¢ nachfolgender Kriechversuche unter Zugbelastung bertck-

sichtigt.
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Abbildung 39: Abbdngigkeit der (a) Zugfestigkeit bzmw. der (b) 0,2% Debngrenze von der Anlass-
temperatur unter Beriicksichtignng des Ofen- (FHT) bzw. induktiven Anlassprozesses (IHT)

6.3 Kriechverhalten der Ventilfederdréhte unter Zugbelastung

Um das Kriechverhalten der martensitischen Federstidhle unter Berticksichtigung einer
homogenen Spannungsverteilung tber den Querschnitt untersuchen zu kénnen, wur-
den Kriechversuche unter Zugbelastung durchgefiihrt. Die Temperatur T und die Span-
nung ¢ wurden so variiert, dass der Einfluss beider GroBen auf die zeitlich abhingige
Kriechdehnung ¢, und auf die Kriechparameter der jeweiligen mechanismenbasierten
Kriechtheorie herausgearbeitet werden kann. Ebenfalls wird die Kriechfestigkeit der ak-
tuellen Federstihle offenbart. Mit Hilfe der inkrementellen Stufen Tests kann die
Grundlage zur Identifikation der Art des Hindernisses bzw. des thermisch aktivierten

Mechanismus gelegt werden.
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6.3.1 Kriechversuche im Niedrigtemperaturbereich

Die Abbildung 40 zeigt die Kriechdehnungen ¢, der Federstihle bei verschiedenen
Temperaturen. Aus Griinden der Ubersichtlichkeit wird nur jede 200. Sekunde ein ex-
perimenteller Wert abhidngig vom Federstahl als Quadrat, Kreis bzw. Dreieck im Dia-
gramm gezeigt. Ebenso spiegelt jede Kriechkurve nur eine Messung wider. Diese Ent-
scheidung basiert auf der sehr guten Wiederholbarkeit vorangestellter Messungen, wel-
che dem Anhang 2 beigeftigt sind. Darin ist deutlich zu sehen, dass die jeweiligen drei
Messungen der einzelnen Federstihle nahezu identisch sind. Zur Bestimmung eines ge-
eigneten Kriechgesetzes wird das Fitting in Abhingigkeit der entsprechenden mecha-
nismenbasierten Kriechtheorie mit der Gleichung (3.3) bzw. (3.13) durchgefthrt. Zwi-
schen beiden Kriechraten-kontrollierenden Theorien ist jedoch grafisch kein Unter-

schied zu erkennen, da beide Fitting Kurven in der Abbildung 40 ibereinander liegen.
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Abbildung 40:  Zeitabhdngige Kriechdehnung unter uniaxialer Belastung bei unterschiedlichen
Temperaturen
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Es wird verdeutlicht, dass bei einer konstanten Spannung ¢ von 1.400 MPa die
Kriechdehnung &, mit Zunahme der Temperatur ebenfalls ansteigt. Nichtsdestotrotz
bleibt die Kriechdehnung ¢, innerhalb einer Stunde selbst bei einer Temperatur von
523 Kunterhalb von 1 %. Mit Hilfe des Fittings kénnen die Kriechparameter der jewei-
ligen Kriechraten-kontrollierenden Theorie bestimmt werden. Die einzelnen Werte der
Kriechparameter sowie die Bestimmtheitsmal3e R? sind fiir jeden Federstahl in den
nachfolgenden drei Tabellen 9 — 11 zusammengefasst. Letztere deuten darauf hin, dass
beide Kriechraten-kontrollierenden Theorien zur Beschreibung des zeitlichen Verlaufs
der Kriechdehnung e, geeignet sind. Wihrend die Kriechparameter o' und " mit
Zunahme der Temperatur ebenfalls ansteigen, liegt ein solcher Trend bei den Kriech-
parameter B¥T und BET nicht vor. Die Spannungs- und Temperaturabhingigkeit der je-
weiligen Kriechparameter soll im nachfolgenden Kapitel 7 diskutiert werden, um eine

Verifizierung der Kriechraten-kontrollierenden Theorien vornehmen zu kénnen.

Tabelle 9: Temperaturabhingigkeit der Kriechparameter der Kriechraten-kontrollierenden Theorien fiir
den 618iMn8

Tempera- Verfestigungstheorie Erschépfungstheorie

tur [K] P BT R2 2T BET RZ
“107* [-] | -1072 [s7Y] 5 “107* [-] | -1072 [s7Y] [

423 1,89 14,77 1,87 15,60

473 3,30 7,70 0,99 3,24 8,55 0,99

523 4,23 15,16 4,19 16,06

Tabelle 10: Temperaturabhangigkeit der Kriechparameter der Kriechraten-kontrollierenden Theorien
Siir den 645iCrl/6

Tempera- Verfestigungstheorie Erschépfungstheorie

tur [K] a’’ BT R? aET BET R2
“107* [] | -1072 [s7Y [-] “107* [] | -1072 [s7Y] [

423 2,27 10,17 2,23 11,04

473 4,04 7,34 0,99 3,96 8,18 0,99

523 5,18 26,12 5,15 26,98
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Tabelle 11: Temperaturabhingigkeit der Kriechparameter der Kriechraten-kontrollierenden Theorien
Siir den 588iCrNil’8

Tempera- Verfestigungstheorie Erschopfungstheorie

tur [K] T BT R2 T BET R2
“107* [[] | -1072 [s77] [ “107* [[] | -1072 [s7Y [

423 1,77 7,18 1,73 7,96

473 3,14 6,46 0,99 3,06 7,33 0,99

523 4,13 10,44 4,07 11,25

Die gute Beschreibung der zeitlich abhingigen Kriechdehnung ¢, durch die beiden
Kriechraten-kontrollierenden Theorien ist ebenfalls bei den Kriechversuchen mit einer

konstanten Temperatur von 423 K und unterschiedlichen Spannungen o in Abbildung

41 zu erkennen.
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Abbildung 41: Zeitabhdngige Kriechdehnung unter uniaxialer Belastung fiir unterschiedliche
Spannungen
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Wie bei der Erhohung der Temperatur, steigt auch an dieser Stelle die Kriechdehnung
&, mit Zunahme der Spannung . Die einzelnen Werte der Kriechparameter sowie die
Angaben zum Bestimmtheitsmal3 R? sind wiederum fiir jeden Federstahl in den nach-

folgenden drei Tabellen 12 — 14 aufgelistet.

Vergleichbar zur Temperaturabhingigkeit steigen die Kriechparameter o' und «fT mit
Zunahme der Spannung o, wohingegen ein solcher Trend bei den Kriechparameter g¥7

und BET nicht zu beobachten ist.

Tabelle 12: Spannungsabhingigkeit der Kriechparameter der Kriechraten-kontrollierenden Theorien
Siir den 6185iMné

Spannung Verfestigungstheorie Erschépfungstheorie

[MPa] T BT RZ 2T BET RZ
“107* [] | -107% [s7Y H 2107 [] | -107% [s7Y] [

800 0,39 11,34 0,98 0,38 12,53 0,98

1000 0,59 10,40 0,58 11,18

1200 121 413 0,99 1,17 488 0,99

1300 1,39 12,44 1,38 1325

Tabelle 13: Spannungsabhingigkeit der Kriechparameter der Kriechraten-kontrollierenden Theorien
Siir den 645iCrl/6

Spannung Verfestigungstheorie Erschépfungstheorie
MP&] lXVT ﬁVT RZ (IET BET RZ
“107* [] | -1072 [s7Y] [-] “107* [] | -1072 [s7Y] [

800 0,70 1,60 0,04 2,30
1000 0,87 2,86 0,83 3,54

0,99 0,99
1200 1,46 4,91 1,41 5,74
1300 2,11 3,00 2,01 3,73
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Tabelle 14: Spannungsabhingigkeit der Kriechparameter der Kriechraten-kontrollierenden Theorien

Siir den 588iCrNil’8
Spannung Verfestigungstheorie Erschopfungstheorie
[MPa] T BT R2 T BET R2
“107* [[] | -1072 [s77] [ “107* [[] | -1072 [s7Y [

800 0,33 26,08 0,97 0,33 27,36 0,97
1000 0,61 4,53 0,59 5,24

1200 1,14 3,60 0,99 1,09 4,35 0,99
1300 1,34 4,72 1,30 5,56

Ein Vergleich der Kriechbestindigkeit bzw. der Verfestigung der Federstihle wird in

Abbildung 42 ermdglicht.
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Diesbezuglich ist der Zusammenhang zwischen der Kriechrate &, und der Kriechdeh-
nung &, fir eine Spannung von 1.400 MPa und den verschiedenen Temperaturen von
423 K, 473 K und 523 K semilogarithmisch dargestellt. Dabei wird zur Bestimmung der
Kriechrate ¢, die zeitliche Ableitung der experimentellen Kriechdehnung e, gebildet.
In den ersten 200 Sekunden werden die Kriechdehnungen e, und Kriechraten &, in
einem Intervall von 20 Sekunden betrachtet. Dariiber hinaus wird zur Ubersichtlichkeit

nur noch jede 200. Sekunde beriicksichtigt.

Grundsitzlich ist festzustellen, dass der Federstahl 58SiCtNiV8 die hochste Kriechfes-
tigkeit im untersuchten Temperaturbereich aufweist. Dies wird anhand der geringsten
Kriechdehnung e, ersichtlich. Weiterhin ist ein unterschiedliches Verfestigungsverhal-
ten der beiden Federstihle 58SiCrNiV8 und 61SiMn8 gegeniiber dem Federstahl
64SiCrV6 zu verzeichnen. Dies wird insbesondere in dem Anfangsbereich durch ein
abweichendes nichtlineares Verhalten der beiden erstgenannten Federstihle verdeut-
licht. AnschlieBend zeigen die Verfestigungskurven der gesamten Federstihle einen an-
nihernd linear abfallenden Verlauf, welcher den Verbleib im primiren Kriechbereich

offenbart.

Einfluss unterschiedlicher Wirmebehandlungen

Hauptsichlich werden die Art und Dauer einer Wirmebehandlung so gewihlt, um ver-
schiedene Festigkeiten im Werkstoff gezielt einzustellen. Der Einfluss der Art der Wiar-
mebehandlung, d.h. der IHT- bzw. FHT-Wirmebehandlung, auf die Zugfestigkeit Ry,
bzw. auf die 0,2 % Dehngrenze unter Zugbelastung R, , ist bereits in Abbildung 39 (a)
bzw. (b) dargestellt.

Die Auswirkungen der IHT- bzw. FHT-Wirmebehandlung sowie verschiedener An-
lasstemperaturen auf die Kriechbestindigkeit der Federstihle wurde jedoch noch nicht
genauer betrachtet. Aus diesem Grund soll dies beispielhaft fiir den Federstahl 61SiMn8
in der folgenden Abbildung 43 erfolgen. Die Kriechdehnungen &, des IHT-behandelten
61SiMnS8 sind in der Abbildung 43 (a) und (c) zu finden, wohingegen die des FHT-
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behandelten 61SiMn8 in (b) und (d) gezeigt werden. Zur besseren Sichtbarkeit der Un-
terschiede zwischen den beiden Wirmebehandlungen und deren Anlasstemperaturen

wurden an dieser Stelle verschiedene Skalierungen bei den beiden Wirmebehandlungen

verwendet.
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Abbildung 43: Kriechdehnung des 6185iMn8 unter Zugbelastung bei (a) und (c) der IHT- sowie
(b) und (d) der FHT-W drmebebandlung

Bei der Betrachtung der Diagramme gilt es weiterhin zu beriicksichtigen, dass aufgrund
der niedrigeren 0,2 % Dehngrenzen unter Zugbelastung R, , beim Ofen-Anlassprozess
eine um 400 MPa geringere Spannung o wihrend der Kriechversuche angewendet
wurde. Das Verhiltnis zwischen der Spannung ¢ und der 0,2 % Dehngrenzen unter

Zugbelastung RZ,, liegt beim induktiven Anlassprozess im Bereich von 0,60 — 0,66.
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Aufgrund einer zu hohen Sprédigkeit kann jedoch keine Angabe zur 0,2 % Dehngren-
zen unter Zugbelastung R%,, bei einer Anlasstemperatur von 573 K gemacht werden.
Im Gegensatz dazu ist eine Berechnung aller Werte bei dem Ofen-Anlassprozess mog-

lich, wobei das Verhiltnis zwischen 0,40 — 0,70 liegt.

In den jeweiligen Abbildung 43 (a) und (b) sind die experimentell ermittelten Werte mit
den entsprechenden Symbolen fir jede 200. Sekunde dargestellt. Zusitzlich wurde zur
Veranschaulichung ein Fitting mit dem logarithmischen Gesetz der Verfestigungstheo-
rie durchgefiihrt. Lediglich bei einer Temperatur von 723 K im Ofen-Anlassprozess
sinkt das Bestimmtheitsmal3 R? von 0,99 auf 0,89 ab. Dies kann auf den leicht sprung-
haften Anstieg der Kriechdehnung &, nach ca. 2.000 Sekunden zuriickzufiihren sein,

was unter Umstidnden auf einem Fehler wihrend der Messung zurtckzufiihren ist.

In den Abbildung 43 (c) und (d) werden aus Griinden der Ubersichtlichkeit noch einmal
die Kriechdehnungen ¢, nach einer Stunde gezeigt. Dabei ist ein deutlicher Einfluss der
Temperatur wihrend des Anlassprozesses auf die Kriechdehnung .. des Federstahls
61SiMn8 zu beobachten. Zur Visualisierung ist zusitzlich eine Parabel mit Hilfe einer
gestrichelten Linie angedeutet, die ihren Scheitelpunkt in Abhingigkeit vom ausgewihl-
ten Prozess in einem Temperaturbereich zwischen 700 K-725K (IHT) bzw.
675 K —-700 K (FHT) hat. Bei dieser Temperatur ist demnach von der geringsten

Kriechdehnung &, auszugehen.

6.3.2 Temperatur-Stufen-Tests

Die Kriechdehnungen e, der Temperatur-Stufen-Tests sind in Abbildung 44 dargestellt.
Dabei ist ein Anstieg der zeitlich abhingigen Kriechdehnung &, innerhalb jedes einzel-
nen Temperaturabschnittes zu erkennen. Nach jeder Temperaturinderung von
AT = 15 K kommt es aulerdem zu einer Erh6hung der Kriechrate &, welche durch die
Steigung der Kriechkurve definiert ist. Die Kriechraten &, werden durch ein geeignetes

Fitting an die experimentell ermittelten Kriechdehnungen ., und dem anschlieBenden
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zeitlichen Ableiten der gefitteten Kriechdehnung e, bestimmt. Dies ist notwendig, da

die experimentellen Kriechraten &, eine zu grofie Streuung aufweisen.
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Abbildung 44: Temperatur-Stufen-Tests unter uniaxialer Belastung

Unter der Annahme, dass sich wihrend des Temperatursprungs die Versetzungsstruktur
nicht dndert und die Verfestigung der Federstihle auf Grundlage der Verfestigungsthe-
orie ablduft, kann die Nettoaktivierungsenergie AG nach Gleichung (3.6) ermittelt wer-
den. Die Nettoaktivierungsenergien AG der verschiedenen Federstihle sind in Tabelle

15 aufgelistet.

Tabelle 15: Nettoaktiviernngsenergien der Federstible

Federstahl Nettoaktivierungsenergie AG [kcal/mol]
363 K-378K 378 K-393K 393 K-408K 408 K-423K 423K-438K

61SiMn8 132 38,0 36,2 383 34,6
64SiCrV6 26,3 258 258 19,8 27,0
58SiCtNiV8 46 11,5 17,5 8,1 19,1

Die zu beobachteten unterschiedlichen Kriechraten &, basieren demnach auf die ver-
schiedenen Nettoaktivierungsenergien AG der einzelnen Federstihle. Innerhalb eines Fe-
derstahls sind mit Ausnahme vereinzelter Ausreiler nur geringe Anderungen festzustel-

len. Die gemittelten Nettoaktivierungsenergien AG der Federstihle 61SiMn8, 64SiCrV6
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und 58SiCrNiV8 liegen bei 32,06 kcal/mol, 24,94 kcal/mol und 12,16 kcal/mol. Eine

Interpretation der Nettoaktivierungsenergien AG findet im anschlieBenden Kapitel statt.

6.3.3 Spannungs-Stufen-Tests

Die Kriechdehnungen ¢, der Spannungs-Stufen-Tests sind in Abbildung 45 (a) und (b)
dargestellt. Vergleichbar zu den Temperatur-Stufen-Tests sind die sprunghaften An-
stiege der Kriechdehnungen ¢, in den Anderungen der Spannung o begriindet. In Ab-
bildung 45 (a) werden die verschiedenen Federstihle gegentibergestellt, wohingegen in
Abbildung 45 (b) die Haltezeit ¢, das Spannungsniveau ¢ oder die Spannungsinderung
Ao im Fall des Federstahls 64SiCrV6 variieren. Die Kriechraten é.,. werden wie bei den

Temperatur-Stufen-Tests ermittelt.
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Abbildung 45: Spannungs-Stufen-Tests unter uniaxialer Belastung

Das Aktivierungsvolumen v kann ebenfalls unter der Annahme, dass sich wihrend des
Spannungssprungs Ac die Versetzungsstruktur nicht verandert und die Verfestigung des
Federstahls der Verfestigungstheorie folgt, nach Gleichung (3.8) berechnet werden. Die
Aktivierungsvolumen v der verschiedenen Federstihle sind in Tabelle 16 zusammenge-

fasst.
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Tabelle 16: Aktiviernngsvolumen der verschiedenen Federstible

Federstahl Aktivierungsvolumen v [ 10728m3 | b3]

1400 MPa = 1420 MPa 1420 MPa -> 1440 MPa
61SiMn8 0,55 | 4 1,09 | 7
64SiCrV6 0,14 | 1 1,03 | 7
58SiCrNiV8 1,74 | 12 0,75 |5

Unter Beriicksichtigung des fiir martensitische Stihle typischen Burgers Vektor b und

dem dazugehorigen Atomabstand a

b= % [111] mit a = 0,2869 nm 6.1)
bewegen sich die Aktivierungsvolumen v in einem Bereich von 1b* — 125°. In det nach-
folgenden Tabelle 17 sind die Aktivierungsvolumen v des Federstahls 64SiCrV6 mit Be-

zug auf die verschiedenen Variationen aufgelistet.

Tabelle 17: Aktivierungsvolumen des Federstahls 645iCrl’6

Variationen Aktivierungsvolumen v [ 10728m3 | b3]
Aoy Ao,
(a)t=1n 1,17 | 8 1,15 1|8
(b) o = 1600 MPa 1,91 | 13 1,34 | 9
(c) Ao = 100 MPa 0,66 | 4 124 | 8

Trotz der Anderungen der Kriechzeit ¢, des Spannungsniveaus ¢ und der abrupten Span-
nungsinderung As unterscheiden sich die Aktivierungsvolumen v nicht wesentlich von
den zuvor ermittelten Aktivierungsvolumen v. In den verschiedenen Versuchsdurch-
fiihrungen liegen diese in einem Beteich zwischen 4b* — 13b°. Vergleichbar zur Netto-
aktivierungsenergie AG findet die Interpretation der Werte im nachfolgenden Kapitel

statt.
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6.3.4 Zusammenfassung der Kriechversuche unter Zugbelastung

Die Ergebnisse der Kriechversuche unter Zugbelastung haben gezeigt, dass sich die
zeitabhingige Kriechdehnung €., im Rahmen der untersuchten Temperatur- und Span-
nungsbereiche sehr gut mit dem logarithmischen Gesetz aus Gleichung (3.3) bzw. der
Gleichung (3.13) beschreiben lidsst und sich die Kriechdehnung e, selbst bei der groBten
Temperatur-Spannungs-Konstellation nach einer Stunde unterhalb von 1% im pri-
miren Kriechbereich befindet. Die sehr gute Ubereinstimmung der beiden Kriechraten-
kontrollierenden Theorien mit den experimentell ermittelten Kriechdehnungen e, et-
moglichte schlieBlich die Bestimmung der jeweiligen Kriechparameter. Aufgrund der
Temperatur- und Spannungsabhingigkeiten der verschiedenen Kriechparameter kann
im folgenden Kapitel die Eignung der beiden Kriechraten-kontrollierenden Theorien
zur Beschreibung des Kriechverhaltens im Niedrigtemperaturbereich final Gberprift

werden.

Es konnte weiterhin ein deutlicher Unterschied in den Kriechergebnissen der Ventilfe-
derdrihte unter Bertcksichtigung der verschiedenen Warmebehandlungen festgestellt
werden. Bei den Kriechversuchen der Ventilfederdrihte mit einem Ofen-Anlassprozess
(FHT) wurde aufgrund der wesentlich geringeren 0,2 % Dehngrenzen unter Zugbelas-
tung R%,, sowie deren deutlich héherer Temperaturabhingigkeit eine um 400 MPa re-
duzierte Spannung o angewendet. Bei gleicher Beanspruchung wiren die FHT wirme-
behandelten Ventilfederdrihte sonst fast ausschliefllich bei einem héheren Verhiltnis
zwischen der Spannung o und der 0,2 % Dehngrenzen unter Zugbelastung R, , gepriift
worden. Dies wire insbesondere bei einer Temperatur von 773 K mit einem Verhiltnis
von ca. 0,98 der Fall gewesen. Bei einem Vergleich der IHT und FHT wirmebehandel-
ten Ventilfederdrihten wurde nach der Angleichung des Verhiltnisses zwischen der
Spannung ¢ und der 0,2 % Dehngrenzen unter Zugbelastung R, , eine permanent ge-
ringere Kriechdehnungen ¢, bei den FHT wirmebehandelten Ventilfederdrihten fest-
gestellt, was den technologischen Einfluss auf das Kriechverhalten der Federstahle ver-

deutlicht.
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Des Weiteren konnten die Nettoaktivierungsenergien AG und Aktivierungsvolumen v
mit Hilfe von Temperatur-Stufen- bzw. Spannungs-Stufen-Tests berechnet werden. Es
hat sich gezeigt, dass sich die Nettoaktivierungsenergien AG der drei Federstihle inner-
halb der gleichen GréBenordnung bewegen und tber die verschiedenen Temperatur-
stufen als annihernd konstant fiir die jeweiligen Federstidhle angenommen werden kén-
nen. Hervorzuheben ist, dass ein deutlicher Unterschied der Nettoaktivierungsenergien
AG zwischen den einzelnen Federstihlen festzustellen ist. Die mit Hilfe der Spannungs-
Stufen-Tests ermittelten Aktivierungsvolumen v liegen im Rahmen der Untersuchungen
einheitlich in einem Bereich zwischen 1b° — 13b° Eine Interpretation der beiden Akti-
vierungsparameter findet im Kapitel 7 statt, sodass Hinweise zur Art der Hindernisse

bzw. zum thermisch aktivierten Mechanismus gegeben werden kénnen.

6.4 Kriechverhalten der Ventilfederdréhte unter Torsionsbelastung

Die Ergebnisse der Kriechversuche unter Torsionsbelastung sind in Abbildung 46 dar-
gestellt, wobei die einzelnen Diagramme die Zeitabhingigkeit des Kriechverdrehwinkels
@ der jeweiligen Federstihle bei verschiedenen Torsionsmomenten M, zeigen. Da die
experimentell gemessenen Kriechkurven eine gréBere Streuung im Vergleich zu den
Kriechversuchen der Ventilfederdrihte unter Zugbelastung aufweisen, wird jeweils das
arithmetische Mittel der gemessenen Kriechkurven abgebildet. Die einzelnen Messun-

gen werden zusitzlich im Anhang 2 prisentiert.

Wie bei den Kriechversuchen unter Zugbelastung sind die experimentellen Werte mit
Hilfe von verschiedenen Symbolen gekennzeichnet. Zusitzlich wurde ein Fitting mit
den beiden Kriechraten-kontrollierenden Theorien durchgefiihrt, welches jedoch nur
zur Visualisierung des Trends der experimentellen Werte genutzt werden soll. Da sich
beide Verldufe der Kriechraten-kontrollierenden Theorien wiederum nicht unterschei-

den, ist nur eine Linie erkennbar.
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Abbildung 46:  Zeitabbingiger Kriechverdrehwinkel bei vier verschiedenen Torsionsmomenten

Erwartungsgemil} zeigen die Kriechversuche unter Torsionsbelastung einen Anstieg
des zeitabhingigen Kriechverdrehwinkels ¢, mit Zunahme des Torsionsmoments M,.
Die Bestimmtheitsmalle R? zwischen 0,98 und 0,99 weisen auch in diesem Fall auf eine
sehr gute Ubereinstimmung der Fittings der logarithmischen Gesetze der Verfestigungs-

bzw. Erschépfungstheorie mit den zeitabhingigen Kriechverdrehwinkel ¢, hin.

Aufgrund der inhomogenen Schubspannungen 7 tber den Querschnitt kénnen die
Kriechparameter der jeweiligen Kriechraten-kontrollierenden Theorie keiner definierten
Schubspannung t zugeordnet werden. Die sich ergebenden Werte der Kriechparameter
setzen sich diesbeziiglich vielmehr aus mehreren Gber den Querschnitt verteilten
Schubspannungen t zusammen, die in Abhéngigkeit der Linge und des Drahtdurch-

messers der verwendeten Ventilfederdrahte variieren. Aus diesem Grund wird von einer
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niheren Betrachtung der Schubspannungs- bzw. Momentenabhingigkeit der Kriechpa-

rameter abgesehen. Einen Uberblick zur Verfestigung der einzelnen Federstihle bietet

wiederum die semilogarithmische Darstellung der Kriechverdrehrate ¢, iber den

Kriechverdrehwinkel ¢, in Abbildung 47.
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Abbildung 47: Kriechrate vs. Kriechverdrehwinkel unter Torsionsbelastung

Obwohl insbesondere bei den beiden niedrigeren Torsionsmomenten M, der Einfluss

der Streuung deutlich zu erkennen ist, zeichnet sich der Federstahl 58SiCrNiV8, wie

auch bei den uniaxialen Kriechversuchen, durch eine minimal schnellere Verfestigung

mit Zunahme des Kriechverdrehwinkels ¢, gegeniiber den anderen Federstihlen aus.

Der Federstahl 64SiCrV6 weist erneut die niedrigste Kriechbestindigkeit auf.



Im Gegensatz zu den Kriechversuchen unter Zugbelastung ist zu Beginn des Kriechens
kein signifikant nicht linearer Bereich sichtbar. Vielmehr ergibt sich ein durchgehend
linear fallender Verlauf, der auch an dieser Stelle auf den Verbleib der Federstihle im
primiren Kriechbereich innerhalb einer Stunde hindeutet. Eine Uberpriifung der Uber-
tragbarkeit des Kriechverhaltens unter Zugbelastung auf das Kriechverhalten unter Tor-

sionsbelastung soll im nachfolgenden Kapitel erfolgen.
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7 Diskussion

Das Ziel dieses Kapitels ist das kritische Auseinandersetzen mit den experimentell er-
mittelten Ergebnissen, wobei zundchst auf die mechanischen Figenschaften der Feder-
stihle und anschlieBend auf das Kriechverhalten bei niedrigen Temperaturen eingegan-
gen wird. Des Weiteren werden zur Beantwortung der 1. Forschungsfrage die beiden
bestehenden Kriechraten-kontrollierenden Theorien des Niedrigtemperaturkriechens
mit Hilfe der Spannungs- sowie Temperaturabhingigkeiten der Kriechparameter verifi-
ziert. Unter Verwendung der Finite-Elemente-Methode wird die Ubertragbarkeit einer
ausgewahlten mechanismenbasierten Kriechtheorie vom uniaxialen auf den biaxialen
Belastungsfall tiberpriift. Die inkrementellen Stufentests offenbarten den Einfluss der
Legierungselemente auf die ermittelten Aktivierungsparameter, d.h. Nettoaktivierungs-
energie AG bzw. -volumen v. Zur Bestimmung des vorliegenden LTC-Raten-kontrollie-
renden Mechanismus soll eine Interpretation der Aktivierungsparameter erfolgen.
Ebenfalls soll eine Beurteilung des Technologieeinflusses, d.h. der unterschiedlichen
Wirmebehandlung IHT bzw. FHT, auf die Kriechdehnung e, stattfinden und eine Ver-

bindung zum LTC-Raten-kontrollierenden Mechanismus hergestellt werden.

7.1 Charakterisierung der mechanischen Eigenschaften des Ventilfe-
derdrahts

Eine Besonderheit der mechanischen Eigenschaften der Federstihle liegt in den unter-
schiedlichen 0,2 % Dehngrenzen unter Zug- R%,, bzw. Druckbelastung Rp,,. Dieses
Phidnomen ist in der Literatur unter dem Begriff ,,Strength Differential Effect™ (SDE)

bekannt, wobei im Folgenden genauer darauf eingegangen wird.
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7.1.1 Strength Differential Effect

Erwihnenswert ist, dass der SDE umso groer erscheinen soll, je mehr Restaustenitge-
halt in einem Werkstoff vorhanden ist. Der SDE wird mit einer Anderung des Volu-
mens in Verbindung gebracht, welche auf die dehnungsinduzierte Umwandlung des
Restaustenits unter Zugbelastung basiert [47], [48]. Unter Raumtemperatur ist der Un-
terschied zwischen den 0,2 % Dehngrenzen der einzelnen Federstihle 61SiMn8,
64SiCrV6 und 58SiCrNiV8 mit 138 MPa, 182 MPa bzw. 291 MPa zu benennen. Die
experimentell ermittelten SDE s entsprechen somit den Erwartungen, da dieser mit zu-
nehmenden Restaustenitgehalt ansteigt. Fraglich ist jedoch, ob die geringen Unter-
schiede der einzelnen Restaustenitgehalte mit ca. 9,3 % (61SiMn8), ca. 9,9 % (64SiCrV6)
und ca. 10,8 % (58SiCrNiV8) tatsichlich fiir die verschiedenen Dehngrenzen verant-

wortlich sind.

Der martensitische Lagerstahl 1.3539 aus der Studie von Alfredsson und Arregui [47]
weist trotz eines vergleichbaren Restaustenitgehalts von ca. 10 % einen SDE von ca.
1.000 MPa auf. Die GroBenordnung der SDE’s der martensitischen Federstihle ent-
spricht eher den Werten des hochfesten Lagerstahls 1.3539 mit bainitischer Mikrostruk-
tur. Der bainitische Lagerstahl besitzt jedoch nur einen marginalen Restaustenitgehalt

von 0,5 %.

Neben der Forschungsgruppe um B. Alfredsson haben auch Neu und Sehitoglu [30]
einen Unterschied in den FlieBgrenzen zwischen Zug- und Druckbelastung unter Raum-
temperatur festgestellt. Der SDE betrug 708 MPa bei dem martensitischen Stahl 1.5919
mit 35 % Restaustenitgehalt. Im Vergleich zu dem Lagerstahl der Studie von Alfredsson

ist somit trotz hoheren Restaustenitgehalt ein ca. 300 MPa geringerer SDE festzustellen.
Beide Vergleiche mit den Werten der Literatur offenbaren, dass nicht nur die H6he des
Restaustenitgehalts, sondern auch die unterschiedlichen chemischen Zusammensetzun-

gen, die Art der Wirmebehandlung oder verschiedene Festigkeiten einen Vergleich der
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SDE’s einzelner Werkstoffe erschweren. Nichtsdestotrotz ist aufgrund der festgestell-
ten SDE’s und dem damit verbundenen anisotropen Verhalten der Federstihle nicht
nur die Berticksichtigung des deviatorischen Spannungsanteils, sondern auch die Ein-
gliederung des hydrostatischen Drucks in das noch auszuwihlende Modell zur Beschrei-

bung des Kriechverhaltens erforderlich [15].

7.1.2 Drucker-Prager FlieBkriterium

Die Berticksichtigung des hydrostatischen Drucks kann mit Hilfe des assoziativen Flie(3-

kriteriums fpp von D.C. Drucker und W. Prager [59]

for = Oeq +a’" L, — kPP =0 7.1

durch die Hinzunahme der ersten Invariante des Spannungstensors I;, des Drucker-Pra-
ger Parameters aP? und einer weiteren positiven Konstanten kP? erfolgen. Beim Dru-
cker-Prager FlieBkriterium handelt es sich um eine Erweiterung des von Mises FlieBkti-
teriums, wobei beide FlieBkriterien zur Abgrenzung des linear-elastischen zum plasti-

schen Verhalten der Werkstoffe dienen [60], [61].

Alfredsson [15] implementiert das Drucker-Prager FlieSkriterium in die von ihm ver-
wendeten Kriechgesetze zur Beschreibung des Kriechverhaltens von hochfesten Lager-
stihlen. Mit Hilfe der Gleichung (7.1), der Definition der Vergleichsspannung 0., nach
R. von Mises in Gleichung (5.5) und der ersten Invariante I; ergeben sich die folgenden

Zusammenhinge

Oyr = Re/(1 +aP?) Ty = Re/V3 Oyc = Re/(1—aP") (7.2)

fir die FlieBgrenzen der einzelnen Belastungsrichtungen Zug, Torsion und Druck. Da-
bei setzt die Forschungsgruppe die urspriingliche Streckgrenze R, fiir die Konstante kPP

ein.
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Der Drucker-Prager Parameter aP? kann mit Hilfe des Diagramms ,,Vergleichsspan-
nung o,, vs. Erste Invariante I;* ermittelt werden [47]. Dies ist durch das Fitting der
linearen Funktion in Gleichung (7.1) an die jeweiligen Vergleichsspannungen o,, der
drei Belastungsfille méglich, wobei der Drucker-Prager Parameter a®? durch die Stei-
gung der Geraden charakterisiert ist. Ein solches Diagramm ist in Abbildung 48 fir die
untersuchten Federstihle dargestellt. Fiir die Berechnung der Vergleichsspannungen o,
sind die 0,2 % Dehngrenzen unter Raumtemperatur verwendet worden. Die 0,2 % Tot-
sionsdehngrenze ist wie bei Alfredsson et al. mit Hilfe der Gestaltinderungshypothese
nach R. von Mises in die entsprechende Vergleichsspannung g,, umgerechnet worden.
Die Vergleichsspannungen o,, der drei Federstihle liegen auf einem dhnlichen Niveau,

was zu einem Verdecken der ermittelten Werte bei einer positiven ersten Invarianten

fihrt.

= 61SiMn8
= 64SiCrv6
26004 = 58SiCrNivV8 '
< !
2500 4
S DP
2 asgsicrnive = 0,06
& 2400
o
7]
[72] L]
S 2300
° agisivms = 0,03
2 2 ),04
o agssicrve = 0
> 2200
L]
2100 T T T u T
-3000 -2000 -1000 0 1000 2000 3000

Erste Invariante [MPa]

Abbildung 48: Vergleichsspannungen vs. Erste Invariante

Die entsprechenden Werte der Drucker-Prager Parameter a®? unter Raumtemperatur
sind noch einmal in der folgenden Tabelle 18 zusammengefasst. Da fiir die quasistati-
schen Torsionsversuche der Ventilfederdrihte keine Wirmekammer zur Verfugung
stand und die Forschungsgruppe um B. Alfredsson zusitzlich keine Temperaturabhin-
gigkeit des Drucker-Prager Parameters aP in einem Temperaturbereich zwischen 295 K
— 423 K feststellen konnte, wird auf die Uberpriifung einer eventuell vorhandenen Tem-

peraturabhingigkeit mit nur zwei Belastungsfillen, d.h. Zug und Druck, abgesehen.
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Tabelle 18: Drucker-Prager Parameter der Federstible bei Raumtemperatur

Federstahl Drucker-Prager Parameter aP?
61SiMn8 0,03
064SiCrV6 0,04
58SiCrNiV8 0,06

Die Einbindung des Drucker-Prager Parameters a”? in das logarithmische Kriechgesetz
(siche Gleichung (3.3)) erfolgte im Rahmen der Untersuchungen von B. Alfredsson in-
nerhalb der Spannungs- und Temperaturabhingigkeit der Kriechparameter a”™ und g¥7
[15], [47]. Fur die untersuchten Federstdhle soll zu einem spiteren Zeitpunkt die Imple-
mentierung des Drucker-Prager Parameters aP” auf derselben Art und Weise durchge-

fihrt werden.

7.2 Verifizierung der Theorien des Niedrigtemperaturkriechens

Die Anwendung der Kriechraten-kontrollierenden Theorien des Niedrigtemperatur-
kriechens auf das Kriechverhalten der martensitischen Federstihle soll mit Hilfe der
Temperatur- und Spannungsabhingigkeit der jeweiligen Kriechparameter tberprift
werden. Diesbeziiglich wird zunichst die Eignung der Verfestigungs- und anschlieBend

der Erschépfungstheorie genauer betrachtet.

7.2.1 Verifizierung der Verfestigungstheorie

Die Temperatur- und Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters a'” sowie ein line-

ares Fitting auf der Grundlage der Gleichung (3.4) sind in Abbildung 49 dargestellt.
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Abbildung 49: Temperatur- & Spannungsabhingigkeit von o™

Die Verfestigungstheorie schligt einen linearen Zusammenhang zwischen dem Kriech-
parameter a'T und der Temperatur vor. Dabei wird angenommen, dass der Kriechpara-
meter a'T beim absoluten Nullpunkt einen Wert von null annimmt. Obwohl eine lineare
Temperaturabhingigkeit des Kriechparameters a7 fiir alle drei Federstihle zu erkennen
ist, scheint diese vom Ansatz der Verfestigungstheorie abzuweichen. Dies wird auch
durch die Bestimmtheitsmalle R? verdeutlicht, welche unterhalb von 0,5 liegen. Die
Temperaturabhingigkeit des Kriechparameters o' kann dementsprechend auf Grund-

lage der Verfestigungstheorie nicht vollstindig beschrieben werden.

Ein lineares Fitting ohne Festlegung des Schnittpunkts im Koordinatenursprung fithrt
zu Bestimmtheitsmal3en R? von 0,99. Bei solch einem linearen Fitting nimmt der Kriech-
parameter a’” den Wert null bei einer durchschnittlichen Temperatur von ca. 340 K an.
Ein thermisch aktivierter Kriechprozess wiirde folglich nach Gleichung (3.3) unterhalb
dieser Temperatur nicht mehr stattfinden. Interessant dabei ist, dass eine Temperatur-
abhingigkeit der 0,2 % Dehngrenzen unter Zugbelastung RZ,, unterhalb der genannten
340 K fast nicht vorhanden ist.

Eine explizite Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters a"” ist in der Verfesti-
gungstheorie nicht vorgesehen. Es ist jedoch in Abbildung 49 zu erkennen, dass der
Kriechparameter o' mit Zunahme der Spannung o ebenfalls ansteigt und somit eine

Spannungsabhingigkeit vorliegt.
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Der materialspezifische Kriechparameter Y7 wird aufgrund seiner Abhingigkeit von
a'" nicht separat bertcksichtigt. Stattdessen erfolgt die Betrachtung des zusammenge-
setzten Kriechparameters y¥7, der durch den natiirlichen Logarithmus des Produkts bei-
der Kriechparameter o' und p¥T definiert wird. Die Temperatur- und Spannungsab-
hingigkeit des Kriechparameters y'” ist in Abbildung 50 dargestellt. Im Fall des Kriech-

parameters y¥T wird ein nicht linearer Oberflichenfit mit

exp(y'") = (M- C) - exp{~ (G —v-0)/ (ks T)} (7.3)

durchgefiihrt, sodass die Temperatur- und Spannungsabhingigkeit simultan berticksich-
tigt werden kann. Folglich sind die BestimmtheitsmaG3e R? in beiden Diagrammen iden-
tisch. Trotz der sehr guten Werte kann bei einer konstanten Temperatur von 423 K eine
Unterschitzung des Kriechparameters y¥7 beobachtet werden. Besonders deutlich fallt

diese Abweichung beim Federstahl 64SiCrV6 auf.

1,6x10* 4x10°
= 61SiMn8 = 61SiMn8
* 64SiCrvé ® 64SiCrve
A 58SiCrNivg ° A 58SiCrNivVg
1,2x10* 4 3x10°
R? 98 — L
I €2
= =)
= = .
£8,0x10° A o 2x10°4 R?= 091
= R*=0,91 = =
a " g
g v T 3 )\
. T . R®=0,99
4.0x10° s // 1x10° 4 5 = b
o —T =0,98
:;/,///’///_E// R2=0,99 , R
00 =T [5 = 1400 WPa o — | |T=423K
"420 | 440 460 480 500 520 540 6,0x10°  80x10° 1,0x10° 12x10° 14x10°  1,6x10°
Temperatur T [K] Spannung o [N/m?]

Abbildung 50: Temperatur- & Spannungsabhingigkest von y*'"
Weiterhin wurde beim Fitting des Federstahls 585iCtNiV8 die niedrigste Spannung o

nicht berticksichtigt, da der Wert des Kriechparameters y¥" vom nachvollzichbaren

Trend abweicht.
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Die Verfestigungstheorie ist folglich nur bedingt imstande die Temperatur- und Span-
nungsabhingigkeit des Kriechparameters y¥" zu beschreiben. Im Allgemeinen zeigt die
Verfestigungstheorie deutliche Schwichen in der Charakterisierung der Temperatur-
und Spannungsabhingigkeit beider Kriechparameter a'” und y'". Ein Nachweis zur
vollstindigen Fignung der Verfestigungstheorie zur Beschreibung des Niedrigtempera-

turkriechverhaltens martensitischer Federstihle konnte demnach nicht erbracht werden.

7.2.2 Verifizierung der Erschépfungstheorie

Die urspriingliche Erschopfungstheorie sicht ausschlielich fir den Kriechparameter
afT eine lineare Temperaturabhingigkeit vor. Ebenfalls vergleichbar zur Verfestigungs-
theorie wird keine explizite Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters a*” ange-
nommen. Das der Kriechparameter a7 jedoch sowohl eine Temperatur- als auch eine

Spannungsabhingigkeit aufweist, kann in Abbildung 51 nachvollzogen werden.

6,0x10 e 2,510 — 515G
s,omo"—l gg:gm?\/s‘ * 2,0x10% . ggg:g:\r\ﬁ/a ) I
.
4,0x10* 4 . 2 A
_ - —— . 1,5x10%4 i
o 3,0x10% S o 1 :
s ,/ 1,0x10*4 $
2,0x10% 4 1
. 5,0x10° 1 *
1,010+ 1
00 | | o= 1400 MPa 00 ‘ ‘ I | T=423K
400 450 500 550 6,0x10°  80x10°  1,0x10° 1,2x10°  14x10°  1,6x10°
Temperatur T [K] Spannung o [N/m?]

Abbildung 51: Temperatur- & Spannungsabhingigkeit von oF"

Im Rahmen der Erschépfungstheorie erfolgt die Annahme, dass der Kriechparameter
BET eine Konstante ist. Die Temperaturabhingigkeit des Kriechparameters gET in Ab-
bildung 52 erweckt jedoch einen gegensitzlichen Eindruck. Mit der Zunahme der Tem-
peratur fillt dieser zunichst ab, um bei einer weiteren Erhéhung der Temperatur
schlieBlich wieder anzusteigen. Ein deutlicher Anstieg des Kriechparameters 57 mit der

Temperatur ist insbesondere im Fall des Federstahls 64SiCrV6 zu beobachten. Es kann
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ebenfalls eine Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters gE7 in Abbildung 52 nach-
gewiesen werden. Entgegen der Temperaturabhingigkeit ist jedoch kein klarer Trend
mit Zunahme der Spannung o bei Betrachtung simtlicher Federstihle fiir den Kriech-

parameter BET zu erkennen.

. X
28X10" T siving . 2010 [ = eisivine
® 64SiCrve £ ® 64SiCrve
24x10"1 A 58SICNiV8 2,5x10" 4 | & sssiciive
2,0x10" 4 2,0x10" 4
@ Q)
= 1,6x10" 4 - = = 1,5x10" 4 '
Inf ] "
-8 -8 L i
i .
1,2x107 e 1,0x10"4
.
A
. y s a
8,0x1024 A 8 5,0x107 ] 2 it
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400 450 500 550 6,0x10°  8,0x10°  1,0x10°  1,2x10°  1,4x10°  1,6x10°
Temperatur T [K] Spannung [N/m?]

Abbildung 52: Temperatnr- & Spannungsabhingigkeit von f°7

Letztlich ist zu festzuhalten, dass die urspriingliche Erschopfungstheorie weder die
Temperatur- bzw. Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters afT, noch die des

Kriechparameters BT beschreiben kann.

Modifizierte Erschépfungstheorie

Aufgrund der guten Ubereinstimmung der modifizierten Erschopfungstheorie nach
dem Ansatz der Arbeit von N. Remalli et al. fiir die Beschreibung der Spannungs- und
Temperaturabhingigkeiten der Kriechparameter in einem Temperaturbereich von
298 K - 353 K, soll zusitzlich die Eignung dieser fur den hier untersuchten Tempera-
turbereich am Beispiel des Federstahls 61SiMn8 iiberpriift werden. Diesbeziiglich wird
das folgende Kriechgesetz

er(t) = aF - [In ()f—") FES 0 - B 0] @4
1
mit
«f(0,T) = C- (qeiiea)z T n(T), (7.5)
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fory = Lo (7.6)

n(T)
und
fi(@T) Ve (0, —0) (7.7)
RO exp( Tk, T )

verwendet, um die Kriechdehnung e, bei verschiedenen Spannungen ¢ und Tempera-
turen T zu beschreiben. Dabei spiegeln af, n(T) und f"(0,T)/fs (T) drei verschiedene
Kriechparameter wider, die von der Spannung o und der Temperatur T abhingen. Wei-
terhin ist f; als Frequenz anzusehen, mit der die Versetzungen versuchen Hindernisse
zu tberwinden. Die Werte der Kriechparameter o, f3(T) und f;’(o,T) sind in der fol-

genden Tabelle 19 aufgelistet.

Tabelle 19: Parameter der modif: Erschipfungstheorie des 618iMn8

Temperatur ~ Spannung af fo fi R?
K] [MPa] 1075 [[] 11072 [1/s] -107Y [1/s) [
523 1400 41,88 9,03 013 0.99
473 1400 32,59 4,65 11,84 0,99
423 1400 18,77 8,65 26,51 0,99
423 1300 13,81 7,40 10,43 0,99
423 1200 11,84 2,57 33,40 0,99
423 1000 5,83 6,35 50,29 0,99
423 800 3,95 5,81 3,68 0,98

Die Bestimmtheitsmal3e R? zeigen, dass die Kriechdehnungen e, im ersten Schritt sehr
gut mit der modifizierten Erschépfungstheorie beschrieben werden kénnen. Bei Be-
trachtung der jeweiligen Werte ist ausschlieBlich bei den Kriechparametern of und f;'
ein Trend erkennbar. Wohingegen der Kriechparameter af mit zunehmender Spannung
bzw. Temperatur ebenfalls ansteigt, sinkt der Kriechpatrameter f;* bei héheren Tempe-

raturen. Zur weiteren Veranschaulichung und zur weiteren Uberprﬁfung der Eignung
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der modifizierten Erschépfungstheorie sind die jeweiligen Spannungs- und Tempera-

turabhingigkeiten der Kriechparameter af

und f;'/fy in der folgenden Abbildung 53

dargestellt.
@ (b)
5 “
5,0x10" T 515imng 5.0x10" T 515mng
4,0x10% - " 4,0x10% -
.
3,0x10%4 3,0x10"
T o
u uw
3 . 3 "
2,0x10" 4 . 2,0x10 4 +
.
.
1,0x10* 4 1,010+
.
&= 1400 MPa ) [T=423K
0,0 T T 0,0 T T T T
400 450 500 550 6,0x10°  8,0x10°  1,0x10°  1,2x10°  1,4x10°  1,6x10°
Temperatur [K] Spannung [N/m?]
© d)
1 ”
1,4x10 = 61SiMn8 1410 T isivne 1
1,2x10™4 1,2x10™4
1,0x10™ 4 1,0x10™ 4
8,0x107° 8,0x107° .
= =
w2 6,0x107°+ w2 6,010
= =
4,0x107° 4 4,0x107°
. .
.
2,0x107° 2,0x107° i
00 . 0,0 :
o = 1400 MPa‘ T=423K
-2,0x10™ T r -2,0x10" T T T T
400 450 500 550 6,0x10°  8,0x10°  1,0x10°  12x10°  1,4x10°  1,6x10°
Temperatur [K] Spannung [N/m?]

Abbildung 53: Temperatur- & Spannungsabhingigkeiten von oF und f;*/ fy"

Die Abbildung 53 (a) und (b) zeigen den bereits erwarteten Anstieg des Kriechparame-
ters af mit Zunahme der Temperatur und Spannung. In der Studie von N. Remalli et al.
wird angenommen, dass sich das Verhiltnis n(T)/n(T = T,) linear steigend zur Tempera-
tur verhilt. Ein mit der Temperatur ansteigender Kriechparameter n(T) bedeutet im
Rahmen der modifizierten Erschopfungstheorie die Berlicksichtigung mehrfacher
Uberbriickung von Hindernissen durch mobile Versetzungen. Das Fitting der
Kriechdehnung &, des Federstahls 61SiMn8 sowie die anschlieBende Bestimmung des

Kriechparameters n(T) haben jedoch gezeigt, dass dieser mit Zunahme der Temperatur
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keinen klaren Trend aufweist. Weiterhin kann keine Konvergenz des Fittings im Fall der
Temperatur- und Spannungsabhingigkeit in der Abbildung 53 (c) und (d) fir den
Kriechparameter f*/f; mit Hilfe der Gleichung (7.12) erreicht werden.

7.2.3 Zusammenfassung der Verifizierung

Die in der Literatur genannten Theorien kénnen beide nicht vollstindig fiir die Be-
schreibung des Kriechverhaltens martensitischer Federstihle im Niedrigtemperaturbe-
reich angewandt werden. Insbesondere die Erschépfungstheorie offenbarte bei der Ve-
rifizierung deutliche Schwichen, was u.a. auf die vorgeschlagene Temperatur- und Span-

nungsunabhingigkeit des Kriechparameters g zuriickzufiihren ist.

Beide Theorien basieren auf das Versetzungsgleiten als LTC-tragenden Mechanismus
des Niedrigtemperaturkriechens. Dabei werden vereinfachende Annahmen getroffen,
die z.B. einen isotropen und einphasigen Werkstoff voraussetzen. Im Gegensatz dazu
stehen jedoch die heutzutage oft verwendeten technischen Werkstoffe, welche mindes-
tens zwei Phasen aufweisen. So liegen bei den untersuchten Federstihlen mit Martensit
und Restaustenit ebenfalls zwei Phasen vor, deren Eigenschaften sich voneinander un-

terscheiden.

Es ist anzunehmen, dass das Niedrigtemperaturkriechen hauptsichlich in der weicheren
Phase Austenit stattfindet, wobei die in dieser Phase verstirkt auftretende zeitabhingige
plastische Verformung zu Spannungsumlagerungen fithren kann. Aufgrund der héheren
Beanspruchung im Austenit kann es aulerdem zu Phasenumwandlungen kommen, die
in den urspriinglichen mechanismenbasierten Theorien nicht beriicksichtigt worden
sind. Die bereits erwidhnte Veroffentlichung von N. Remalli et al. [50] hat gezeigt, dass
es wihrend des Niedrigtemperaturkriechens zu einer Phasenumwandlung von Austenit
kommt. Dies und der vermehrte Anstieg der gesamten Versetzungsdichte in der auste-
nitischen Phase deuten auf ein tiberwiegendes Stattfinden des Niedrigtemperaturkrie-

chens im Austenit hin.
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Die in der Veroffentlichung von N. Remalli et al. [50] ebenfalls enthaltene modifizierte
Erschépfungstheorie eignete sich sehr gut zur Beschreibung des Niedrigtemperaturkrie-
chens bis zu einer Temperatur von 353 K. Es hat sich jedoch gezeigt, dass diese Wei-
terentwicklung der urspriinglichen Erschépfungstheorie nicht fur den untersuchten
Temperaturbereich oberhalb von 353 K anwendbar ist. Dies kénnte u.a. an die Ver-
nachlissigung der temperaturabhingigen 0,2 % Dehngrenzen unter Zugbelastung RZ; ,
liegen. In Abbildung 37 ist deutlich zu erkennen, dass die 0,2 % Dehngrenzen unter
Zugbelastung R%,, bei den vorliegenden Federstidhlen eine deutlich stirkere Tempera-
turabhingigkeit oberhalb von ca. 360 K aufweisen. Eine erneute Erweiterung der Er-

schépfungstheorie ist demnach zukunftig anzudenken.

In Kapitel 3.3 wurde bereits der Einfluss der Anzahl unterschiedlicher Phasen eines
Werkstoffes, deren Morphologie [30], [45], [46] sowie einer vorhandenen Anisotropie
[15] auf das Kriechverhalten von Stihlen angefiihrt. Aus diesem Grund sollten solche
Phinomene in zukiinftige Modelle berticksichtigt werden, um so dem Kriechverhalten

moderner Werkstoffe gerecht zu werden.

7.3 Numerische Simulation des Niedrigtemperaturkriechens

Die gewonnenen Erkenntnisse sollen versucht werden, in die numerische Simulation
des Niedrigtemperaturkriechens der hochfesten Stihle implementiert zu werden. Insbe-
sondere das Wissen Uber die unterschiedlichen FlieBgrenzen der Federstahle in Abhin-
gigkeit der Belastungsrichtung fithrt dazu, das Drucker-Prager FlieBkriterium ebenfalls
auf das Niedrigtemperaturkriechen der hochfesten Federstidhle anzuwenden. Dies er-
folgt, wie auch in den Studien von B. Alfredsson et al., im Rahmen des logarithmischen
Kriechgesetzes der Verfestigungstheorie. Das modifizierte logarithmische Kriechgesetz
wird fiir die numerische Simulation des Niedrigtemperaturkriechens der Federstihle un-
ter Zug- und Torsionsbelastung verwendet, wobei die simulierten Kriechkurven der je-
weiligen Belastungsfille mit den experimentellen Kriechkurven verglichen werden. Die

Besonderheit besteht darin, dass fiir die numerische Simulation des Kriechverhaltens
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der Ventilfederdrihte unter Torsionsbelastung die ermittelten Kriechparameter aus den

Kriechuntersuchungen unter Zugbelastung eingesetzt werden.

7.3.1 Implementierung des Drucker-Prager FlieBkriteriums

Da auch bei den Federstihlen ein anisotropes FlieBverhalten festgestellt wurde, soll
ebenfalls das Drucker-Prager FlieBkriterium zur Beschreibung des Kriechverhaltens ge-
nutzt werden. Die Implementierung des Drucker-Prager FlieBkriteriums erfolgt wie bei
Alfredsson et al. [15] mit Hilfe des logarithmischen Kriechgesetzes in Gleichung (3.3),
wobei nach der Falsifizierung der vorgeschlagenen Spannungsabhingigkeiten der bei-
den Kriechparameter a”” und y'” zunichst eine geeignete Abhingigkeit gefunden wer-
den muss. Fine mdgliche Beschreibung der Spannungsabhingigkeiten der beiden

Kriechparameter '™ und y7 ist in Abbildung 54 zu schen.
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Abbildung 54: Best-Fitting-Spannungsabhingigkeiten von o7 und y'"

Diese wurden manuell auf der Grundlage eines bestmdglichen Bestimmtheitsmal3es R?
festgelegt. Dabei wurden im Fall des Kriechparameters y'7 die Werte des Federstahls
61SiMn8 und 58SiCrNiV8 bei einer Spannung von 1.200 MPa bzw. 800 MPa als Aus-
reiBBer deklariert und weder im Diagramm noch in der Auswertung beriicksichtigt. Die
Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters a"” lisst sich fiir alle Federstihle mit ei-

nem Bestimmtheitsmal3 R? grof3er als 0,95 sehr gut durch
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ar(0) = azug1 - exp{azyugyz * Opp} + Azug3 (7.8)

mit der Drucker-Prager Spannung app

d (7.9)

ooP = 1 + abP)

beschreiben. Dabeti folgt die zuletzt genannte Gleichung grundsitzlich den Zusammen-
hingen des Kapitels 7.1.2. Es wird jedoch die Konstante kPP aus Gleichung (7.1) nicht
durch die urspriingliche Streckgrenze R, ersetzt (siche Gleichung (7.2)), sondern die ur-
springliche Spannung ¢ verwendet. Im Fall der Kriechversuche unter Zugbelastung
verschwindet der Drucker-Prager Parameter aP?, da ausschlieSllich eine Normalspan-
nung wirkt. Somit entspricht die Drucker-Prager Spannung opp, der urspriinglichen

Spannung o [59].

Demgegentiber stehen die Kriechversuche unter Torsionsbelastung. Hierbei wird zu-
nichst die Vergleichsspannung o, nach Gleichung (5.5) berechnet und als Ersatz fiir
die Spannung ¢ in Gleichung (7.9) verwendet. Es liegt nun eine biaxiale Belastung vor,
sodass der ermittelte Drucker-Prager Parameter aP? aus Tabelle 18 zum Einsatz kommt.
Die werkstoffspezifischen Konstanten azyg 1, @zug, und az,43 sind in Tabelle 20 aufge-

listet.

Tabelle 20: Werkstoffspezifische Konstanten 07,1, 02,2, %7103

Azug [1107°] @zug2 [[107°MPa™'] g3 [-107°MPa™]
61SiMn8 6,37 2,45 -8,43
648iCrVo6 11,36 2,17 -1,35
58SiCrNiV8 14,16 1,92 -33,63

Die Spannungsabhingigkeit des Kriechparameters y” kann mit Hilfe von

exp(¥"7(0)) = Yzug1 - ex PV zug2 - €XP(Yzug3 - Opp)} (7.10)
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abgebildet werden. Im Gegensatz zum Kriechparameter a¥” kommt eine doppelt expo-
nentielle Abhingigkeit zum Einsatz. Die werkstoffspezifischen Konstanten yzy1, ¥zug.2

und yzy,g3 sind in der folgenden Tabelle 21 zusammengefasst.

Tabelle 21: Werkstoffspezifische Konstanten yzy,1, Yzus2y Vg3

Yzuga [-107¢] Yzugz [ 107*MPa™] yz,43 [ 1073 MPa™]
61SiMn8 1,84 1,74 1,96
6481CrVo6 0,05 11,85 1,17
58SiCrNiV8 2,13 0,014 5,13

7.3.2 Simulation des Kriechverhaltens unter Zugbelastung

Zunichst wird das Kriechverhalten der Ventilfederdrihte unter Zugbelastung mit Hilfe
der Finiten-Elemente-Methode simuliert. Dies dient zum einen zur Kontrolle der Eig-
nung des verwendeten Modells und zum anderen zur Uberpriifung des in ANSYS neu
programmierten Kriechgesetzes der Verfestigungstheorie in Gleichung (3.3). Unter der
Annahme, dass sich die Drucker-Prager Parameter aP” mit der Temperatur nicht verin-
dern, kommen fiir die Simulation des Kriechverhaltens unter Zugbelastung die entspre-
chenden Drucker Prager Parameter a?” unter Raumtemperatur der Tabelle 18 zum Ein-
satz. Die Ergebnisse der Simulation des Kriechverhaltens unter Zugbelastung fiir eine
Temperatur von 423 K sind in der Abbildung 55 dargestellt. Weitere Temperaturen wer-

den im Rahmen der numerischen Simulation nicht betrachtet.

Es kann eine gute Ubereinstimmung zwischen der Simulation und den expetimentell
ermittelten Messwerten sowohl in den Diagrammen Kriechdehnung e, vs. Zeit als auch
in den Diagrammen Kriechrate &, vs. Kriechdehnung ¢, festgestellt werden. Lediglich
der Federstahl 61SiMn8 ldsst bei einer Spannung von 1.300 MPa eine leichte Abwei-
chung erkennen. Aufgrund dieser Ergebnisse ist von einer sehr guten Ausgangslage fiir
die Simulation des Kriechverhaltens von Ventilfederdrihten unter Torsionsbelastung

auszugehen.
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Abbildung 55: Simulation des Kriechverbaltens unter Zugbelastung

7.3.3 Simulation des Kriechverhaltens unter Torsionsbelastung

Die Ergebnisse der Simulation des Kriechverhaltens der Ventilfederdrihte unter Torsi-

onsbelastung fiir eine Temperatur von 423 K sind in der Abbildung 56 dargestellt.
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Abbildung 56: Auswirkungen des experimentell ermittelten Drucker-Prager Parameters anf die
Simulation des Kriechverbaltens unter Torsionsbelastung

Dabei wird durch den Vergleich der Kriechkurven mit bzw. ohne die Berticksichtigung
des Drucker-Prager Parameters a®® der Einfluss dessen besonders hervorgehoben. Un-
ter Hinzunahme des Drucker-Prager Parameters a?” kommt es zu einer Verringerung
des Kriechverdrehwinkels ¢, nach einer Stunde. Die Verfestigung dndert sich hingegen
kaum. Bei der Betrachtung der Ergebnisse des 58SiCrNiV8 fillt auf, dass die simulierten
Kriechkurven unter Berticksichtigung des Drucker-Prager Parameters aP?, insbesondere
im Fall der beiden héheren Torsionsmomente M,, deutlicher von den experimentellen

Kurven abweichen.
Fraglich ist an dieser Stelle, worauf die Abweichungen zurtickzufithren sind. Eine denk-

bare Ursache kénnte in dem gewihlten Simulationsmodell bzw. in der Diskretisierung

des Modells liegen. Beides wurde jedoch fiir alle Federstihle konstant gehalten, sodass
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dies als mégliche Ursache abgelehnt werden kann. Ebenso kann eine schlechte Bestim-
mung der Kriechparameter «'” und y*" bzw. deren Beschreibung der Spannungsabhin-
gigkeit als Grund fiir die gezeigten Abweichungen ausgeschlossen werden. Dies ist darin
begriindet, dass beide Kriechparameter mit einem Bestimmtheitsmal3 R* von 0,99 aus

den Kriechversuchen unter Zugbelastung ermittelt worden sind.

Ein weiterer Ansatz ist eventuell in der Durchfithrung der Kriechversuche unter Torsi-
onsbelastung zu sehen. Dies hat mit der méglichen Streuung des Kriechverdrehwinkels
@cr des 58SiCrNiV8 aufgrund der manuellen Belastung bzw. der manuellen Bestimmung
der Startzeit des Kriechens zu tun. Aus diesem Grund ist beispielhaft die Streuung des
Kriechverdrehwinkels ¢, mit Hilfe von Fehlerbalken im Fall des Federstahls
58S8iCrNiV8 fiir ein Torsionsmoment M, von 10 Nm eingezeichnet. Die Streuung
scheint sich in beiden Fillen, d.h. mit zunehmendem Kriechverdrehwinkel ¢, und an-
steigender Kriechverdrehrate ¢, ebenfalls zu erhéhen. Mit Ausnahme des Fehlerbal-
kens bei dem héchsten Kriechverdrehwinkel g, ist trotz manueller Belastung der Ven-
tilfederdrihte von einer Streuung auszugehen, welche die schlechtere Ubereinstimmung
der Simulation unter Berticksichtigung des Drucker-Prager Parameters aP? nicht erkld-
ren kann. Eine zukiinftige Anndherung der experimentellen und simulierten Kriechkur-
ven bei konstanter Belastungsrate bzw. exakter Bestimmung der Startzeit des Kriechens

ist jedoch weiterhin vorstellbar.

Im Allgemeinen kann festgehalten werden, dass ohne die Berticksichtigung des Dru-
cker-Prager Parameters aP? der Kriechverdrehwinkel ¢, kontinuierlich iberschitzt
wird. Die Verwendung des Drucker-Prager Parameters aP® fiihrt zu einer Verringerung
des Kriechverdrehwinkels ¢, was grundsitzlich zu einer Verbesserung der Simulation
des Kriechverhaltens der Ventilfederdrihte unter Torsionsbelastung beitrigt. Dement-
sprechend gilt es nicht nur den deviatorischen, sondern auch den hydrostatischen Anteil

beim Kriechen hochfester Stihle mit einem SDE zu berticksichtigen.

107



7.4 Bestimmung des Mechanismus im Niedrigtemperaturbereich

Zur Klirung der vorliegenden thermisch aktivierten Mechanismen wurden Spannungs-
Stufen- sowie Temperatur-Stufen-Tests durchgefiihrt. Durch die abrupte Anderung der
Spannung o bzw. der Temperatur T stellten sich unterschiedliche Kriechraten £, ein,
die fur die Berechnung des jeweiligen Aktivierungsparameters verwendet wurden. Um
die Entropie des Federstahls, wie z.B. die Versetzungsstruktur, wihrend eines solchen
Versuches konstant zu halten, wurde im Fall der Temperatur-Stufen-Tests eine Ande-
rung von 20 K angewendet. Eine Empfehlung fiir die Anderung der Spannung o beim

Spannungs-Stufen-Tests lag nicht vor.

Aus diesem Grund wurden verschiedene Spannungsspriinge zur Ermittlung des Akti-
vierungsvolumens v untersucht. Dabei stellte sich heraus, dass mit Zunahme des Ni-
veaus der Spannungsspriinge As die Unterscheidung der Kriechraten &, vor und nach
einem Spannungssprung vereinfacht wurde. Ob es bei einem Spannungssprung von
100 MPa jedoch bereits zu Verinderungen der Entropie gekommen ist, wurde im Rah-
men dieser Arbeit nicht untersucht. Vergleichbare Aktivierungsvolumen v wie bei den
Spannungs-Stufen-Tests mit niedrigeren Spannungsspriingen Ag lassen jedoch eine kon-
stante Entropie vermuten. Somit konnten beide Aktivierungsparameter bestimmt wer-
den, was eine Zuordnung der Aktivierungsparameter zu méglichen thermisch aktivier-

ten Mechanismen zulasst.

7.4.1 Bestimmung des Mechanismus mit Hilfe des Aktivierungsvolu-

mens

Die Bedeutung des Aktivierungsvolumens v liegt darin, einen Hinweis beziiglich des
thermisch aktivierten Mechanismus wihrend des Niedrigtemperaturkriechens von Fe-
derstihlen zu bekommen. Es wurde die Abhingigkeit des Aktivierungsvolumens v von

dem Spannungsniveau o, der Gréfle des Spannungssprungs Ac und der Haltezeit ¢ un-
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tersucht, wobei kein Einfluss auf das Aktivierungsvolumen v zu erkennen ist. Die expe-
rimentell ermittelten Aktivierungsvolumen v in Tabelle 16 und 17 sind in guter Ubet-
einstimmung mit den Werten der Forschungsgruppe von K. K. Mani Pandey [62] und
deuten nach Conrad [20] auf das Quergleiten von Versetzungen bzw. das Uberbriicken
der Peietls Nabarro Spannung 75 als thermisch aktivierter Mechanismus in martensiti-

schen Federstihlen hin.

Beim Quergleiten verldsst die Versetzung die Gleitebene mit der héchsten Schubspan-
nung 7 und gleitet auf einer benachbarten Gleitebene weiter. Mit Hilfe dieses voriiber-
gehenden Vorgangs gelingt es der Versetzung eventuelle Hindernisse, wie z.B. Ausschei-
dungen oder Fremdatome, zu umgehen. Neben den genannten Hindernissen beeinflusst
auch die Aufspaltungsweite der Versetzungen deren Geschwindigkeit. So wird das
Quergleiten von Versetzungen mit ansteigender Aufspaltungsweite zunehmend behin-
dert [7], [63]. Ob eine Aufspaltung von Versetzungen in kubisch raumzentrierten Kris-
tallen moglich ist, wird in der Literatur jedoch kontrovers diskutiert und eher den ku-
bisch flichenzentrierten Kiristallen zugeordnet [64], [65]. Aus diesem Grund wird das
Quergleiten als thermisch aktivierter Mechanismus fir das Niedrigtemperaturkriechen

martensitischer Federstihle eher angezweifelt.

Die Peierls Nabarro Spannung ¥ wird den ,,Short-Range® Hindernissen zugeordnet
und wirkt den Versetzungsbewegungen auf einer Gleitebene entgegen. Die Peierls
Nabarro Spannung "5 wird oft als Gitterreibung verstanden, welche sich periodisch
wiederholt. Zur Veranschaulichung ist in Abbildung 57 eine durch die Peierls Nabarro
Spannung 5 behinderte Versetzungsbewegung angefithrt. Im Fall von martensitischen
Stihlen werden die %2 a [1 1 1] Schraubenversetzungen als Triger der plastischen Ver-

formung vermutet. Die Peierls Nabarro Spannung 775 kann mit

2:m d% (7.11)

" ) )

T

berechnet werden [63], [66], [67].
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Gleitlinien

Energie

Abbildung 57: Bebinderung der 1 ersetzung durch die Peierls Spannung , abnlich [68]

Hierbei entspricht d* dem Abstand zweier benachbarter Gleitebenen. Die Querkon-
traktionszahl v, wird auch hier mit 0,25 und der Burgers Vektor b mit 0,249 nm ange-

nommen. Der Abstand zweier benachbarter Gleitebenen d¢ ist wie folgt definiert

gt =% (7.12)

N/E T

wobei h, k und I die Miller ‘schen Indizes der Gleitebene im Kristall widerspiegeln. Fir
kubisch raumzentrierte Kristalle wird oftmals die (1 1 0) - Gleitebene eingesetzt [69].
Der Atomabstand a variiert mit der chemischen Zusammensetzung, welche das Vor-
kommen von interstitiellen Atomen, wie z.B. H-, Li-, Na- oder C-Atome, bzw. Substi-
tutionsatome, wie z.B. Si- oder Ni-Atome, in einem Legierungssystem beeinflusst.
Grundsitzlich wird der Atomabstand a durch die interstitiellen Atome erweitert, was zu
einer Verringerung der Peierls Nabarro Spannung 775 fithrt. Im Fall der Substitutionsa-
tome hingt dahingegen die Anderung der Peierls Nabarro Spannung =5 vom GroRen-
verhiltnis der urspriinglichen Atome zu den Substitutionsatomen ab. Eine niherungs-

weise Berechnung des Atomabstands a kann mit

a = 0,28664 + 0,039 - wt% C — 0,00185 - wt% Si + 0,0006 - wt% Mn (7.13)
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erfolgen [70]. Unter der Annahme einer konstanten Querkontraktionszahl v, und eines
Burgers Vektor b ergeben sich unter Zuhilfenahme der zuvor genannten Gleichungen
(7.11) - (7.13) folgende in der Tabelle 22 zusammengefasste Peierls Nabarro Spannun-

gen 7P fiir die Federstihle.

Tabelle 22: Peierls Nabarro Spannungen und Gleitebenenabstinde

61SiMn8 64SiCrV6 58SiCrNiV8
d% [am] 0,2174 0,2181 0,2167
*S [MPal 141 139 144

Die ermittelten Peierls Nabarro Spannungen 5 bewegen sich in einer vergleichbaren
GroBenordnung wie die von Kamimura et al. [71] ver6ffentlichten Werte fir kubisch
raumzentriertes Eisen. Aufgrund des Widerstands der Peierls Nabarro Spannung 75
gegeniiber dem Gleiten mobiler Versetzungen, ist bei einer héheren Peietls Nabarro

Spannung 7S

von einer geringeren Kriechdehnung ¢, auszugehen. Dieses Verhalten
spiegelt sich in den Kriechergebnissen der Ventilfederdrihte unter Zug- bzw. Torsions-
belastung wider. Es muss jedoch berticksichtigt werden, dass die Berechnung des Atom-
abstandes a nicht die gesamten Legierungselemente der Federstihle beinhaltet und so

die Werte der Peietls Nabarro Spannungen 75 nur als Indiz angesehen werden kénnen.

7.4.2 Bestimmung des Mechanismus mit Hilfe der Nettoaktivierungs-

energie

Mit Hilfe der Temperatur-Stufen-Tests konnten die Nettoaktivierungsenergien AG der
verschiedenen Federstihle berechnet werden. Diese entsprechen nach den Kriechver-
suchen der Ventilfederdrihte unter Zugbelastung sowie der Gleichung (3.1) in einem
bestimmten Ausmal3 den Erwartungen, d.h. eine hohe Kriechbestindigkeit ist mit einer
hohen Nettoaktivierungsenergie AG verbunden. So ldsst sich zwar beim Federstahl

61SiMn8 eine hohere Nettoaktivierungsenergie AG gegentiber dem Federstahl 64SiCrV6
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nachweisen, jedoch miisste der Federstahl 585iCtNiV8 die grofite Nettoaktivierungs-
energie AG besitzen. Diese Unstimmigkeit kann auf die sehr geringen Kriechdehnungen
& des Federstahls 58SiCtNiV8 zurtckzufiihren sein, welche die Bestimmung der

Kriechraten ., vor und nach den abrupten Temperaturinderungen erheblich erschwert.

Ein Vergleich mit den Nettoaktivierungsenergien AG von Neu und Schitoglu [30] fur
einen mit Kohlenstoff angereicherten Stahl zeigt, dass sich die ermittelten Nettoaktivie-
rungsenergien AG in derselben Gréenordnung bewegen. Wie in Tabelle 15 ersichtlich,
weisen die verwendeten Federstihle trotz minimaler Abweichungen ebenfalls eine von
der Temperatur unabhingige Nettoaktivierungsenergie AG innerhalb eines Bereiches
von 363 K — 438 K auf. Die Temperaturabhingigkeit der Nettoaktivierungsenergie AG
wurde ferner von Sherby et al. [72] fiir Aluminium untersucht, wobei bei einer steigen-
den Nettoaktivierungsenergie AG mehrere thermisch aktivierte Mechanismen angenom-
men werden. Im Gegensatz dazu spricht eine von der Temperatur unabhingige Netto-
aktivierungsenergie AG fiir nur einen wirkenden Mechanismus. Aus diesem Grund ist im
Rahmen der gegenwirtigen Untersuchungen und auf Grundlage der Annahmen von

Sherby et al. von nur einem thermisch aktivierten Mechanismus auszugehen.

Aufgrund der experimentell ermittelten Aktivierungsvolumen v wird das Uberbriicken
der Peierls Nabarro Spannung 775 als thermisch aktivierter Mechanismus fiir die mar-
tensitischen Federstihle im Niedrigtemperaturbereich vermutet. Dieser Mechanismus
ist mit der Bildung von zwei Kinken in einer Versetzungslinie verbunden, wobei die

schematische Darstellung in Abbildung 58 einen detaillierteren Einblick gewihtleistet.

Kinke Kinke

AGpin

y b
- A4 — — — = - '_P_AGmax
- \

Versetzung

Abbildung 58: Bildung von Doppelkinken in einer 1 ersetzungslinie, dhnlich [20]
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Die durchgezogenen Linien spiegeln die Gleichgewichtspositionen einer Versetzung wi-
der. Dabei stehen die Gleichgewichtspositionen mit den Energieminima AG,,;, der peri-
odisch wiederkehrenden Peierls-Tiéler in Verbindung. Das Energiemaximum AG,,q, bzw.
der Peierls-Berg ist durch die gestrichelte Linie gekennzeichnet. Aufgrund thermischer
Schwankungen werden bestimmte Versetzungssegmente mit der Linge I* befdhigt, un-
ter Ausbildung der bereits angesprochenen Kinken das mit der Distanz hpg benachbarte

Peierls-Tal zu erreichen.

Der wesentliche Aspekt ist in dem Ausknicken der Versetzungslinie bis zum Peietls-
Berg zu sehen. Die dafiir benétigte Energie wird als Nettoaktivierungsenergie AG zur
Bildung sogenannter Kinkenpaare bezeichnet [73]. Nach Kubin [74] liegt die Nettoak-
tivierungsenergie AG zur Uberbriickung der Peierls Nabarro Spannung 75, welche die

Bildung der Doppelkinken als Mechanismus miteinschlief3t, oft zwischen 1 eV—2 eV.

Fir Alpha-Eisen wird eine minimal geringere Nettoaktivierungsenergie AG von 0,80 eV
vorgeschlagen. Unter Zuhilfenahme der Avogadro Konstante N, kann die angegebene
Nettoaktvierungsenergie AG zu ca. 18 kcal/mol umgerechnet werden, sodass ein an-
schlieBender Vergleich mit den experimentell ermittelten Nettoaktivierungsenergien AG
in Tabelle 15 ermoglicht wird. Dabei sind nur geringe Abweichungen zwischen den je-
weiligen Nettoaktivierungsenergien AG ersichtlich, was insbesondere bei einem Ver-
gleich der in der Literatur gefundenen Nettoaktivierungsenergie AG mit den gemittelten
Nettoaktivierungsenergien AG der drei Federstihle von 23 kcal/mol verdeutlicht wird.
Die Uberbriickung der Peierls Nabarro Spannung ** inklusive der Bildung von Dop-
pelkinken wird somit als thermisch aktivierter Mechanismus fiir die martensitischen Fe-

derstihle im Niedrigtemperaturbereich bekriftigt.
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7.4.3 Einfluss der Technologie auf dem Mechanismus

Fraglich ist nun, wie das Uberbriicken der Peierls Nabarro Spannung 7S als LTC-Raten-
kontrollierender Mechanismus mit dem Kriechverhalten des unterschiedlich angelasse-
nen Federstahls 615iMn8 in Abbildung 43 in Verbindung gebracht werden kann und ob
gof. zusitzliche mikrostrukturelle Verinderungen in Betracht gezogen werden missen.
Festzuhalten ist, dass die Verringerung der mechanischen Eigenschaften, wie z.B. der
0,2 % Dehngrenzen Rf,, unter Zugbelastung, welche bei einer Erhéhung der Tempe-
ratur ab ca. 360 K in Abbildung 37 zu beobachten ist, nicht den gesamten Verlauf der
Kriechdehnung e, in Abbildung 43 erkliren kann.

Abbildung 43 lisst vermuten, dass mehrere Mechanismen wihrend des Niedrigtempe-
raturkriechens der Federstihle beteiligt sind und der parabolische Verlauf nicht nur auf
der Grundlage des Uberbriickens der Peierls Nabarro Spannung 7% basiert. Aus diesem
Grund sollen in den folgenden Abschnitten weitere mikrostrukturelle Verinderungen
wihrend der Anlassbehandlung betrachtet werden. Zu Beginn soll Gberpriift werden,
ob die Erh6hung der Anlasstemperatur zu einer Reduzierung der mobilen Versetzungs-
dichte p,, fuhrt. Die Bestimmung der Versetzungsdichte p kann mit Hilfe der Diffrak-

togramme in Abbildung 36, der modifizierten Williamson-Hall-Funktion

(7.14)

und dem von T. Ungar et al. [75] verwendeten Versetzungsmodell unter Berticksichti-
gung der elastischen Konstanten eines Werkstoffs erfolgen. Hierbei ist AK ein Parame-
ter, der mit der Halbwertsbreite 6y cines Reflexes in Verbindung gebracht wird und
mit

AK = 2-cos(8) - (Buwg)/A (715)

definiert ist. Die durchschnittliche Kristallitgro3e ist durch das Symbol Dy, charakteri-

siert. Das Symbol My, ist ein Versetzungsverteilungsparameter, welcher vom effektiven
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duBleren Abschneideradius einer Versetzung abhingig ist und oft einen Wert zwischen

eins und zwei annimmt [76]. Der Parameter K wird durch
K = (2-sin(6))/2 (7.16)
beschrieben. Letztlich wird der durchschnittliche Kontrastfaktor € mit Hilfe von
C = Choo* (1 — qwn * H?) (7.17)

bestimmt, wobei sich dieser von der Art der Versetzung und von den von elastischen

Konstanten abhingigen Parameter Cnoo
_ A
Choo = Awn, [1 —exp (— b—)] + cwna A +dwaa, (7.18)
'WH,1

dem Parameter gy mit

Ay 7.19
Qwn = QwH2 * [1 —exp (‘ bw;)] + cwhz A + dwn2 ( )

und dem Parameter H? mit
o PR (7.20)

(h? + k% + 12)?

ableiten lisst. Dabei entsprechen awy 1, bwu1, w1, Awa1> Qwnzs bwazs cwaz Und dyy o
den Materialkonstanten des von T. Ungar et al. [75] verwendeten Modells, die von der
Art der Versetzung und dem Kiristalltyp abhingig sind. Die Bedeutsamkeit der elasti-

schen Konstanten cy,, ¢;; und ¢;, wird im Fall des elastischen Anisotropiefaktors 4; mit

2" Caq (7.21)

Aj=——
NGt
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gezeigt. Die fiir die Berechnung des elastischen Anisotropiefaktors 4; bendtigten elasti-
schen Konstanten werden mit ¢,y = 79,06 GPa, ¢;; = 268,1 GPa und ¢y, = 111,2 GPa
angenommen. Diese Werte basieren auf einer Studie von S. Kim und W. Johnson [77],
die sich mit einem induktiv gehidrteten martensitischen Stahl SAE 1050 beschiftigte.
Der elastische Anisotropiefaktor 4; nimmt entsprechend Gleichung (7.21) einen Wert
von eins an. Der Parameter H? wird anschlieBend fur jede Netzebene des Martensits
berechnet, wobei fur die Netzebenen (1 1 0)e und (2 1 1)« ein Wert von 0,25 sowie fur
die Netzebene (2 0 0)a ein Wert von null bestimmt werden kann. Die Materialkonstan-
ten awny 2, bwa 2, w2 und dyy , nehmen die Werte 8,659, 0,3730, 0,0424 bzw. -6,074 an.
Dabei wird vorausgesetzt, dass Schraubenversetzungen Triger der plastischen Verfor-
mung kubisch raumzentrierter Werkstoffe bei niedrigen Temperaturen sind und das

Verhiltnis der elastischen Konstanten ¢;, und c,, ungefihr eins entspricht [75].

Nach Gleichung (7.19) ergibt sich somit ein Wert fiir den Parameter gy, von 2,05. Die
Werte fir die Materialkonstanten awy 1, bwr1, cwns und dyyq sind in der Tabelle 23
zusammengefasst, wobei diese ebenfalls nur fir Schraubenversetzungen in kubisch

raumzentrierten Werkstoffen gelten.

Tabelle 23: Materialkonstanten awrii, b1, cwn,r und dri fiir Cioo im Fall von Schraubenverset-
gungen im knbisch ranmzentrierten Kristall

Materialkonstanten C12/€40 =1
Awn,1 0,1740
bwn,a 1,9522
CwH 0,0293
dwn,1 0,0662

Mit Hilfe dieser Werte ist eine Berechnung des Parameters Cpop moglich, was zu einem
Wert von 0,166 fuhrt. Als nichstes kann unter Bertcksichtigung der verschiedenen
Werte des Parameters H* der durchschnittliche Kontrastfaktor € nach Gleichung (7.17)

ermittelt werden. Dieser nimmt fiir die Netzebenen (1 1 0)« bzw. (21 1)a den Wert
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0,081 bzw. fir die Netzebene (2 0 0)« 0,166 an. Die Bestimmung der Halbwertsbreiten
Ouws erfolgt mittels des Fittings der einzelnen Reflexe durch das Gaul3verfahren, wobei
die Halbwertsbreiten 6y fiir die Netzebenen (1 1 0)« bzw. (2 1 1)« in der folgenden

Tabelle 24 aufgelistet sind.

Tabelle 24: Halbwertsbreiten der jeweiligen Netzebenen

Netz- Halbwertsbreite [rad]
ebene FHT | IHT

573K 673 K 773K 573 K 673 K 773K
(110, 0,015 0,012 0,008 0,019 0,015 0,012
211, 0,086 0,070 0,042 0,099 0,087 0,067

Die Berechnung der beiden Parameter K bzw. AK kann schlieBlich nach Gleichung (7.15)
bzw. (7.16) erfolgen. Durch das Quadrieren der Gleichung (7.14) zu

_ (7.22)

0,9\* b2+ (Myy)?-
LU

AK? = (m 2
wird ersichtlich, dass es sich um eine Geradengleichung handelt, die zum Anpassen der
Werte in einem Diagramm AK? vs. K2C verwendet werden kann. Ein solches Diagramm
ist fiir die jeweilige Warmebehandlung in Abbildung 59 dargestellt. Unter der Annahme,
dass der Versetzungsverteilungsparameter My einen Wert von 1,5 annimmt und der
Burgers Vektor b 0,249 nm betrigt, kann letztlich die Versetzungsdichte p mit Hilfe der
Steigung der Fitting-Geraden bestimmt werden [76]. Die Versetzungsdichte p ist zusétz-

lich in Tabelle 25 zusammengefasst.
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Abbildung 59: Modifiziertes Williamson-Hall-Diagramm fiir den 61S8iMn8

Tabelle 25: Versetzungsdichte bei unterschiedlichen Wiirmebebandlungen

FHT IHT
573K 673K 773 K 573K 673 K 773 K
p [ 1016] 1,42 1,02 0,27 1,51 1,46 0,85

Es ist ersichtlich, dass sich die Versetzungsdichte p mit Zunahme der Anlasstemperatur
verringert. Unter der Annahme, dass die mobile Versetzungsdichte p,, bei beiden Wir-
mebehandlungen den gleichen Anteil von der gesamten Versetzungsdichte p entspricht,
ist schlieBlich von der kleinsten Kriechrate &, nach Gleichung (3.15) bei dem 773 K
angelassenen Federstahl 61SiMn8 auszugehen. Eine kontinuierlich sinkende mobile
Versetzungsdichte p,, mit Zunahme der Temperatur kann jedoch in Verbindung mit der
Orowan Gleichung nur den linken Teil der Parabel erkliren. Das in Abbildung 43 dar-
gestellte Kriechverhalten kann somit nicht vollstindig durch diese mikrostrukturelle

Verinderung begriindet werden.
Ein wesentlicher Hinweis kénnte in den Kapiteln 7.1.1 und 7.1.2 gegeben worden sein,

welche ein anisotropes Verhalten der untersuchten Federstihle offenbart haben. Folg-

lich wird zum einen die Implementierung des Drucker-Prager Parameters a?” und zum
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anderen die Beriicksichtigung von Phasenumwandlungen wihrend des Kriechverhal-
tens der Federstihle vorgeschlagen. Die gute Ubereinstimmung der Simulation unter
Beriicksichtigung des Drucker-Prager Parameters a”? mit dem Kriechverhalten der
Ventilfederdrihte unter Torsionsbelastung lisst ebenfalls das Vorhandensein von mog-
lichen Phasenumwandlungen, wie z.B. Austenit zu Martensit, wihrend der Kriechver-
suche der Ventilfederdrihte unter Zugbelastung vermuten. Zur Unterstiitzung solcher
Untersuchungen miissten jedoch weitere Werkzeuge, wie z.B. die Software JMatPro zur
Berechnung temperaturabhingiger Werkstoffeigenschaften bzw. zur Ermittlung des

Einflusses von Legierungselementen auf die Phasenstabilitit, eingesetzt werden.

Mbogliche Phasenumwandlungen, welche aufgrund vorheriger Wirmebehandlungen ent-
standen sein kénnten, bedingen eine genauere Betrachtung der verschiedenen Stufen
des Anlass-Prozesses. Dabei gilt es zu berticksichtigen, dass sich die folgenden Anlass-
stufen auf eine FHT-Wirmebehandlung beziechen. Die erste Stufe kann im Allgemeinen
dem Temperaturbereich zwischen 295 K und 473 K zugeordnet werden. Innerhalb die-
ser Stufe kommt es zu einer Segregation und Umverteilung von Kohlenstoff an Gitter-
fehlern, wie z.B. Versetzungen, ehemaligen Austenitkorngrenzen oder Martensitlatten.
Weiterhin bilden sich sogenannte Ubergangskarbide, wie z.B. kohidrente Epsilonkarbide
Fe,4C, die eine hexagonale Struktur aufweisen [43], [78], [79].

Die zweite Stufe beinhaltet die Umwandlung des Restaustenits zu einer bainitischen
Struktur, welche sich aus ferritischen Anteilen und dem inkohirenten Zementit Fe;C
zusammensetzt. Wihrend in der Dissertation von Neu [43] diese Anlassstufe mit einem
Temperaturbereich zwischen 373 K und 573 K angegeben wird, beginnt dieser Bereich
nach der Forschungsgruppe um Saha [79] erst bei 100 K héheren Temperaturen.

In einem Temperaturbereich zwischen 523 K und 623 K ist die dritte Anlassstufe ange-
siedelt. Wihrend dieser Stufe 16sen sich im Allgemeinen die metastabilen Ubergangskar-
bide komplett auf. Es bilden sich parallel stabférmige Karbide, wie z.B. Zementit Fe;C.

Aufgrund der Ausscheidung von Karbiden wandelt sich zusitzlich Martensit, welcher
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einen sehr geringen Kohlenstoffgehalt hat, zu Ferrit um. Oberhalb von 623 K kommt

es zu einer Vergroberung des angesprochenen Zementits [43], [79].

Wie bereits ersichtlich wurde, kann es zu unterschiedlichen Angaben der einzelnen
Temperaturbereiche innerhalb der Literatur kommen. Dies kénnte darauf zurtickzufiih-
ren sein, dass die meisten Forschungsgruppen unterschiedliche Werkstoffe mit verschie-
denen chemischen Zusammensetzungen untersucht haben. So haben Horn und Ritchie
[80] beispielsweise den Einfluss eines héheren Siliziumgehaltes herausgearbeitet, wel-
cher die Umwandlung des metastabilen Epsilonkarbids in Zementit zu einem héheren
Temperaturbereich zwischen 673 K und 743 K verschiebt. Die chemische Zusammen-
setzung von einem der beiden Stahle ist in Tabelle 26 aufgelistet, wobei diese nicht allzu

weit von der chemischen Zusammensetzung der untersuchten Federstidhle abweicht.

Tabelle 26: Chenrische Zusammensetzung des Stabls 300-M [80]

Stahlgiite Chemische Zusammensetzung
C Si Mn Cr V. Mo Ni
300-M 042 1,59 0,76 0,76 0,10 0,41 1,76

Angaben in wt%

Von grofler Bedeutung sind in diesem Zusammenhang ebenfalls die Ergebnisse der Dis-
sertation von Choi [81]. Dieser hat in Zusammenarbeit mit dem stidkoreanischen Stahl-
hersteller POSCO den Federstahl SAE9254 mit unterschiedlichen Siliziumgehalten un-
tersucht. Es stellte sich dabei heraus, dass die Bildung der metastabilen Epsilonkarbide
in einem Temperaturbereich zwischen 623 K und 673 K liegt und deren Umwandlung
zu Zementit bei einer Temperatur von ca. 723 K stattfindet. Dariiber hinaus hat Choi

eine Vergroberung des Zementits festgestellt.

Die vorherigen Abschnitte offenbaren mehrere Méglichkeiten zur Interpretation des
Kriechverhaltens in Abbildung 43. Unter der Annahme, dass sich die Temperaturberei-
che der einzelnen Anlassstufen aufgrund der chemischen Zusammensetzung der Feder-

stihle zu hoheren Temperaturen verschieben, ist eine verzogerte Umwandlung des
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Restaustenits zu einer bainitischen Struktur bei Temperaturen zwischen 550 K und
650 K denkbar. Um dem Verlauf der Parabel auf der linken Seite gerecht zu werden,
misste eine Erhéhung des Anteils der bainitischen Mikrostruktur folglich zu einer Ver-
besserung der Kriechbestindigkeit der Federstihle fithren. Dass die austenitische Phase
weicher als die bainitische Mikrostruktur ist, wird in den Forschungsbemithungen von
Mateo und Caballero [82] aufgezeigt. Dabei fithren beide die tiberlegenen Eigenschaften
der bainitischen Mikrostruktur hauptsichlich auf die sehr geringe Breite der Ferritplat-
ten zuriick. Die linke Seite der Parabel in Abbildung 43 kénnte demnach nicht nur durch
die Abnahme der mobilen Versetzungsdichte p,, innerhalb einer Mikrostruktur, sondern
auch in der Umwandlung des Restaustenits zu Bainit begriindet sein. Eine letzte Vari-
ante zur Beschreibung der linken Seite der Parabel ist mit der Bildung der Epsilonkar-
bide verbunden. Diese kénnten mit den Versetzungen insofern interagieren, dass die
Versetzungsbewegung behindert und somit die Kriechdehnung e, verkleinert wird. Mit
steigender Anzahl bzw. Vergréberung der Epsilonkarbide wire eine immer gréfer wer-
dende Spannung fiir den Schneidprozess der Versetzungen notwendig, sodass die

Kriechdehnung e, sinken wiirde.

Bezuglich der rechten Seite der Parabel in Abbildung 43 kommen ebenfalls mehrere
Szenarien in Frage. So kénnte die Zunahme der Kriechdehnung e, einerseits mit der
Umwandlung des Martensits zu Ferrit in der dritten Anlassstufe erklirt werden. Dies
wire jedoch ebenfalls nur bei einer Verschiebung des Temperaturbereiches zu héheren
Temperaturen aufgrund der chemischen Zusammensetzung der Federstidhle denkbar.
Letztlich sind wiederum die Ergebnisse von Choi [81] zu beriicksichtigen, der die Um-
wandlung der kohirenten Epsilonkarbide zu inkohdrentem Zementit bei einer Tempe-
ratur von ca. 723 K beobachtet hat. Folglich miisste bei einer Vergroberung des Zemen-
tits ab einer Temperatur oberhalb von 723 K eine immer geringere Spannung zum Um-

gehen der Karbide aufgebracht werden. Die Kriechdehnung ¢, wiirde somit ansteigen.
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7.5 Zusammenfassende Diskussion

In den vorherigen Kapiteln wurde anfinglich der SDE der verschiedenen Federstihle
betrachtet, welcher mit unterschiedlichen 0,2 % Dehngrenzen unter verschiedenen Be-
lastungsrichtungen in Verbindung gebracht wird. Ein solch anisotropes Verhalten ver-
langte die Implementierung des Drucker-Prager FlieSkriteriums in die Beschreibung des

Ktriechverhaltens von Federstahlen.

Dieses wurde mit Hilfe von Kriechversuchen der Ventilfederdrihte unter Zug- bzw.
Torsionsbelastung untersucht. Zur Beschreibung des Kriechverhaltens der Ventilfeder-
drihte unter Zugbelastung wurden in der Literatur zwei Theorien, die Verfestigungs-
und die Erschopfungstheorie, vorgeschlagen. Es konnte jedoch anhand der Spannungs-
und Temperaturabhingigkeit der jeweiligen Kriechparameter gezeigt werden, dass sich
beide Theorien nicht eignen. Selbst die Weiterentwicklung der Erschépfungstheorie
konnte im untersuchten Temperaturbereich nicht zum gewinschten Erfolg fihren.
Dies kénnte u.a. an die Vernachldssigung der Temperaturabhingigkeit der 0,2 % Dehn-
grenzen unter Zugbelastung R%,, liegen. Eine Erweiterung der Erschépfungstheorie

sollte demnach zukunftig in Betracht gezogen werden.

Um dennoch die Ubertragbarkeit des Kriechverhaltens von Ventilfederdrihten unter
Zugbelastung auf das Kriechverhalten von Ventilfederdrihten unter Torsionsbelastung
zu ermoglichen, wurde die Spannungsabhingigkeit beider Kriechparameter des logarith-
mischen Gesetzes aus Gleichung (3.3) manuell festgelegt. Im Rahmen dieser Span-
nungsabhingigkeit wurde der zuvor ermittelte Drucker-Prager Parameter aP? integriert.
Es hat sich gezeigt, dass unter Bertlicksichtigung des Drucker-Prager Parameters aP? eine
Anniherung der simulierten Kriechkurven zu den experimentell ermittelten Kriechkur-
ven erreicht werden kann. Das Voraussagen des Kriechverhaltens der Ventilfederdrihte
unter Torsionsbelastung mit Hilfe der Kriechparameter aus den Kriechversuchen der

Ventilfederdrihte unter Zugbelastung wurde somit erméglicht.
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Um den Einfluss verschiedener Anlasstemperaturen herausarbeiten zu kénnen, wurden
zusitzliche Kriechversuche der Ventilfederdrihte unter Zugbelastung durchgefiihrt.
Diese offenbarten zunichst eine Verringerung der Kriechdehnung &, mit Zunahme der
Anlasstemperatur, wobei sich der Trend unter Berticksichtigung der verschiedenen An-
lass-Prozesse in einem Temperaturbereich von 675 K — 725 K umkehrte. Darauthin
wurden mogliche Mechanismen, wie z.B. Phasenumwandlungen oder Wechselwirkun-
gen der mobilen Versetzungen mit eventuell vorhandenen Karbiden, diskutiert. Letzt-
lich konnte der LTC-Raten-kontrollierende Mechanismus mit Hilfe der experimentell
ermittelten Aktivierungsvolumen v und Nettoaktivierungsenergien AG bestimmt wer-
den, wonach das Uberbriicken der Peierls Nabarro Spannung ** fiir das Kriechverhal-

ten der Federstihle im Niedrigtemperaturbereich verantwortlich ist.

Fraglich ist, inwiefern das Uberbriicken der Peierls Nabarro Spannung 7S das Kriech-
verhalten in Abbildung 43 erkliren kann. Dies soll im Zusammenhang mit den zuvor
genannten Ansitzen, d.h. den Phasenumwandlungen bzw. den Wechselwirkungen der
mobilen Versetzungen mit eventuell vorhandenen Karbiden, diskutiert werden. Um den
Ansatz der Wechselwirkungen von mobilen Versetzungen mit eventuell vorhandenen
Karbiden niher zu Gberpriifen, wird auf die Gleichung (3.7) zur Berechnung des Akti-
vierungsvolumens v zurlickgegriffen. Nach Angaben von Choi [81] liegt der Abstand
benachbarter Hindernisse I* im Fall der Epsilonkarbiden des SAE9254 bei ca. 42 nm.
Unter der Annahme, dass der Abstand benachbarter Hindernisse I* ebenfalls fiir den
untersuchten Federstahl 61SiMn8 gilt, kann die GréBe d* méglicher Epsilonkarbide mit
Hilfe des Burgers Vektors und dem experimentell bestimmten Aktivierungsvolumen v
berechnet werden. Diese wiirde ca. 0,01 nm betragen und somit die Werte der stibchen-
férmigen Epsilonkarbide in Choi’s Studie mit einer gefundenen Linge von ca. 80 nm
bzw. einer Breite von ca. 8 nm nach einem Anlassprozess von 5 min bei 400°C deutlich
unterschreiten. Typische Werte fir die Dimensionen der Epsilonkarbide betragen
100 nm fir die Linge und 20-30 nm fiir die Breite [83]. Die ermittelte GroBe der mog-
lichen Epsilonkarbide ist somit selbst unter Berticksichtigung des kirzeren Anlasspro-

zesses der IHT-Wirmebehandlung als unrealistisch einzustufen.
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Ebenso darf dieser Ansatz im Hinblick auf den theoretischen Abstand benachbatter
Hindernisse i* im Fall des Zementits angezweifelt werden. Fiir den angelassenen Feder-
stahl der Studie von Choi wurde eine tatsichliche Gré3e des runden Zementits von ca.
140 nm gemessen. Unter der Annahme, dass diese GréBe auch fiir den Federstahl
61SiMn8 gilt, ergibt sich auf Basis der Gleichung (3.7) und dem experimentell ermittel-
ten Aktivierungsvolumen v ein moglicher Abstand benachbarten Zementits von ca.
0,003 nm. Zum Vergleich ist der tatsichliche Abstand benachbarten Zementits in
Choi’s Studie mit ca. 25 um zu erwihnen. Der Ansatz der Wechselwirkungen von mo-
bilen Versetzungen mit eventuell vorhandenen Karbiden ist aufgrund der durchgefiiht-
ten Uberlegungen und der fehlenden TEM Aufnahmen der untersuchten Federstihle

cher kritisch zu betrachten.

Beziiglich des Ansatzes der Phasenumwandlungen wihrend der verschiedenen Anlass-
stufen kann auf die Arbeiten von Liu et al. [46] bzw. N. Remalli et al. [50] zurtckgegrif-
fen werden. So wurde in der Studie von Liu et al. gezeigt, dass verschiedene Phasen bzw.
Morphologien zu einem unterschiedlichen Kriechverhalten fithren kénnen. Der eigent-
liche LTC-Raten-kontrollierende Mechanismus innerhalb einer Phase muss sich jedoch
nicht zwangsldufig dndern. Folglich kénnte im Rahmen der Dissertation die Umwand-
lung des Restaustenits zu Bainit zundchst zu einer Verbesserung der Kriechbestindigkeit
fithren, wohingegen der Verlust der tetragonalen Verzerrung des Martensits aufgrund
der zunehmenden Ausscheidung von Karbiden und einer einhergehenden Anniherung
der Kristallstruktur an den kubisch raumzentrierten Ferrit eine Verschlechterung der
Kriechbestindigkeit offenbart. Trotz lokal unterschiedlicher Kriecheigenschaften wire
in simtlichen Phasen das Uberbriicken der Peierls Nabarro Spannung 75 als der ablau-
fende LTC-Raten-kontrollierende Mechanismus zu benennen. Der Nachweis moglicher
Phasenumwandlungen miisste jedoch in zukiinftigen Phasen- bzw. Thermoanalysen be-

wiesen werden.
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8 Zusammenfassung & Ausblick

Es ist unumstritten, dass nicht nur gesetzliche Richtlinien und Normen, sondern auch
stetig steigende Kundenanforderungen zu einem innovativen Handeln in der Automo-
bilindustrie aufrufen. Selbst etablierte Prozesse und altbewihrte Produkte missen fort-
withrend tGberdacht und den gegenwirtigen bzw. zuktnftigen Marktsituationen ange-
passt werden. So fiithren die Forderungen nach einem strukturellen Leichtbau auch im
Fall der Ventilfeder zu einem Weiterdenken. Die verwendeten Federstihle sind wihrend
der Lebensdauer einer Ventilfeder mit einer Kombination aus mechanischen und thet-
mischen Belastungen konfrontiert, was neben einer hohen Dauerfestigkeit insbesondere
eine hohe Kriechbestindigkeit der Federstihle bedingt. Um den Anforderungen nach
einer optimalen Werkstoffausnutzung und einer Erhéhung der Kriechbestindigkeit der
Federstihle gerecht zu werden, ist es demnach unabdingbar die LTC-Raten-kontrollie-
renden Mechanismen aufzudecken und neue Impulse in der Werkstoffentwicklung zu
setzen. Die Werkstoffentwicklung soll dabei so gefithrt werden, dass geeignete Werk-
stoffe frihzeitig, ohne die kostenintensive Herstellung von Ventilfedern, identifiziert

werden.

Diesbeztglich wurde das Kriechverhalten martensitischer Federstidhle im Niedrigtem-
peraturbereich untersucht, wobei auf das Kriechverhalten von Ventilfederdrihte unter
Zug- bzw. Torsionsbelastung eingegangen wurde. Simtliche Ergebnisse haben gezeigt,
dass die zeitabhingige Kriechdehnung e, martensitischer Federstihle im Niedrigtem-
peraturbereich mit Hilfe des jeweiligen Gesetzes der Verfestigungs- bzw. Erschopfungs-
theorie beschrieben werden kann. Dabei wurde nachgewiesen, dass die materialspezifi-
schen Kriechparameter aus der uniaxialen Belastung unter Einbehaltung derselben Wir-
mebehandlung und unter Zuhilfenahme des Drucker-Prager FlieBkriteriums zur Vo-
raussage des Kriechverhaltens von Ventilfederdrihten unter Torsionsbelastung verwen-

det werden konnen.
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Die Verfestigungs- und die Erschopfungstheorie, welche beide auf Versetzungsgleitpro-
zesse als LTC-tragenden Mechanismus des Niedrigtemperaturkriechens basieren, wur-
den weiterhin auf deren Eignung zur Beschreibung der Temperatur- und Spannungsab-
hingigkeit der jeweiligen Kriechparameter tberpriift. Beide Theorien erwiesen sich als

ungeeignet.

Dass das Versetzungsgleiten dennoch eine wesentliche Rolle im Kriechverhalten mar-
tensitischer Federstidhle im Niedrigtemperaturbereich spielt, konnte schlieBlich mit Hilfe
der inkrementellen Stufentests und der damit verbundenen Bestimmung der Nettoakti-
vierungsenergie AG und des Aktivierungsvolumens v offenbart werden. So verweisen
beide Aktivierungsparameter auf das Uberbriicken der Peierls Nabarro Spannung 75 als
LTC-Raten-kontrollierenden Mechanismus. Weitere Kriechversuche der Ventilfeder-
drihte unter Zugbelastung haben den Einfluss der Anlasstemperatur auf die Kriechdeh-
nung &, gezeigt. Zur Erklirung des Kriechverhaltens wurden verschiedene Theorien
aufgestellt, wobei die Wechselwirkungen der mobilen Versetzungen mit eventuell vor-
handenen Karbiden wihrend des Kriechens eher abzulehnen ist. Stattdessen ist ein lo-
kales Kriechen in unterschiedlichen Phasen vorstellbar, welches das Uberbriicken der

Peierls Nabarro Spannung 7% als thermisch aktivierten Mechanismus beinhaltet.

SchlieBlich geben die Diagramme in Abbildung 43 (a) bzw. (b) einen indirekten Hinweis
zur Ubertragbarlkeit des Kriechverhaltens der Ventilfederdrihte auf das Kriechverhalten
einer Ventilfeder. Dies wird unter Betrachtung der jeweiligen Anlasstemperaturen in der
Serienproduktion verdeutlicht, welche bei den Ventilfederdrihten zwischen 723 K —
773 K und bei den Ventilfedern zwischen 573 K — 673 K liegen. Wihrend demnach
eine héhere Anlasstemperatur im Temperaturbereich der Ventilfederdrihte zu héheren
Kriechdehnungen e, fithrt, ist von einem umgekehrten Verhalten der Ventilfedern aus-
zugehen. Eine Ubertragung des Kriechverhaltens der Ventilfederdrihte auf das Kriech-
verhalten der Ventilfedern wire somit unter Beibehaltung der gegenwirtigen Anlass-

Prozesse voraussichtlich nicht méglich. Weiterhin kénnen vorhandene Eigenspannun-
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gen in den Ventilfedern einen wesentlichen Unterschied beim Niedrigtemperaturkrie-
chen ausmachen. Diese sind jedoch im Fall der Ventilfederdrihte nicht betrachtet wor-

den, da kein serienmiBiger Kugelstrahlprozess fiir die Ventilfederdrihte existiert.

Ausblick

Die Verifizierung der urspriinglichen Theorien, d.h. der Verfestigungs- bzw. der Er-
schépfungstheorie, ergab, dass beide Theorien nicht in der Lage waren, die Temperatur-
und Spannungsabhingigkeit der jeweiligen Kriechparameter zu beschreiben. Die Eig-
nung der weiterentwickelten Erschépfungstheorie konnte zwar in einem Temperatur-
bereich von 298 K - 353 K nachgewiesen werden, fihrte jedoch im untersuchten Tem-
peraturbereich zu keiner Verbesserung. Denkbar wire, dass die Beriicksichtigung der
Temperaturabhingigkeit der 0,2 % Dehngrenzen R, unter Zugbelastung im Rahmen
einer weiteren Modellentwicklung zur geeigneten Beschreibung der Temperatur- und

Spannungsabhingigkeit der jeweiligen Kriechparameter fihren kénnte.

Zur Bekriftigung des Uberbriickens der Peierls Nabarro Spannung 775 als LTC-Raten-
kontrollierenden Mechanismus sind entweder weitere Spannungs-Stufen-Tests mit
Spannungsinderungen von ca. 50 MPa oder die Durchfithrung von Dehnratenwechsel-
tests mit Hilfe der Nanoindentierung zu empfehlen. Dies wiirde nicht nur eine bessere
Unterscheidung der Kriechraten &, sondern auch einen Vergleich mit einer anderen
Methodik erméglichen. Zur Absicherung der Korrelation zwischen méglicher Phasen-
umwandlungen aufgrund verschiedener Anlasstemperaturen und dem resultierenden
Kriechverhalten sind entsprechende Thermoanalysen durchzufiihren. Ebenso bieten
sich nachfithrende Untersuchungen mit einem Transmissionselektronenmikroskop an,
um den Ansatz beztglich der Wechselwirkungen zwischen den Versetzungen und even-

tuell vorhandenen Karbiden zu untersuchen.

Ob es tatsichlich zu Phasenumwandlungen wihrend des Kriechens unter Zugbelastung
bei den untersuchten Temperaturen kommt, gilt es ebenfalls herauszuarbeiten. Diesbe-

ziiglich wire eine quantitative Phasenanalyse notwendig, die den Restaustenitgehalt vor
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und nach dem Kriechen der Ventilfederdrihte unter Zugbelastung bestimmt. Eine
nachweisliche Phasenumwandlung wiirde den Einsatz des Drucker-Prager FlieBkriteri-

ums weiter bekriftigen.

Die Voraussage des Kriechverhaltens von Ventilfedern unter Verwendung des Drucker-
Prager FlieBkriteriums wiirde aufgrund unterschiedlicher Herstellungsprozesse zwi-
schen dem Ventilfederdraht und der Ventilfeder nicht gelingen. Der Einsatz von weite-
ren Ubertragungsfaktoren wire an dieser Stelle nicht zielfithrend. Stattdessen sollten
zunichst Ventilfederdrihte und Ventilfedern in einem kleinen Umfang unter denselben
Rahmenbedingungen hergestellt und anschlieBend geprift werden. Dies wiirde die
Grundvoraussetzungen zur Ubertragbarkeit des Kriechverhaltens von Ventilfederdrih-
ten auf das Kriechverhalten von Ventilfedern schaffen und so dem Ziel der Beurteilung
des Federstahls bereits vor der zeit- und kostenintensiven Produktion von Ventilfedern

niherkommen.

128



9 Literaturverzeichnis

(1]

]

P. D.s. t. T. Koch, D.-I. O. Toedter und P. Weber, ,,VDI-Studie - Okobilanz von

Pkws mit verschiedenen Antriebsystemen,* 2020.

T. Muhr, Zur Konstruktion von Ventilfedern in hochbeanspruchten 'V erbrennungsmotoren,
Aachen, 1992,

R. van Basshuysen und F. Schifer, Handbuch Verbrennungsmotor, Bd. 4,
Wiesbaden: Vieweg Vetlag, 2007.

M. Meissner, H.-J. Schorcht und U. Kletzin, Metallfedern - Grundlagen, Werkstoffe,
Berechnung, Gestaltung und Rechnereinsatz, Bd. 3, Berlin, Heidelberg: Springer-
Vertlag, 2015.

H. Wittel, D. Muhs, D. Jannasch und J. VoBiek, Roloff/Matek Maschinenelemente -
Normung Berechnung Gestaltung, 22 Hrsg., Wiesbaden: Springer Vieweg, 2015.
DIN EN 13906-1, 2002.

J. Résler, H. Harders und M. Biker, Mechanisches Verhalten der Werkstoffe,
Wiesbaden: Springer Verlag, 2012.

M. Petrich, R. Reich und U. Kletzin, ,,Development of fatigue strength diagrams for
helical compression springs made of spring steel wire,” in 75z Compendinm of Modern
Spring Technologies 2021, 2021, pp. 9-18.

E. Macherauch und H.-W. Zoch, Praktikum in Werkstoffkunde, Wiesbaden:
Vieweg+Teuber, 2011.

[10] DIN EN 10270.

[11] A. Calik, A. Duzgun, O. Sahin und N. Ucar, ,,Effect of Carbon Content on the

Mechanical Properties of Medium Carbon Steels,” Zeitschrift fiir Naturforschung, pp.
468-472, 2010.

[12] E. Hornbogen, G. Eggeler und E. Werner, Werkstoffe - Aufbau und Eigenschaften

von Keramik-, Metall-, Polymer- und Verbundwerkstoffen, 2012.

[13] T. Hamada, ,,Outline of Steel Production System,” Kakogawa, 2020.

129



[14] V. Geinitz, M. Wei3, U. Kletzin und P. Beyer, Relaxation of Helical Springs and Spring
Steel Wires, Ilmenau, Thiringen, 2011.

[15] B. Alfredsson, I. L. Arregui und J. Lai, ,,LLow Temperature Creep in a high strength
roller bearing steel,* Mechanics of Materials, pp. 109-125, 2016.

[16] M. Kassner, C. S. Campbell und K. Smith, ,,L.ow-temperature creep in pure metals
and alloys, Journal of Material Science, OKtober 2015.

[17] F. Garofalo, Fundamentals of Creep and Creep-Rupture in Metals, 1965.
[18] H. Frost und M. Ashby, Deformation-Mechanism Maps, 1982.
[19] E. Hornbogen und H. Warlimont, Metallkunde, 1967.

[20] H. Conrad, ,,Thermally Activated Deformation of Metals,* Journal of Metals, pp. 582-
588, 1964.

[21] S. W. Bonk, Dissertation, 2018.

[22] A. Evans und R. Rawlings, ,,The thermally activated deformation of crystalline

materials,” Phys. stat. sol., pp. 9-31, 1969.
[23] B. P. Thimm, Dissertation, 2019.

[24] E. Orowan, ,,Problems of Plastic Gliding,” Proceedings of the Physical Society, pp. 8-22,
1940.

[25] N. Mott, ,,LXXVIII: A theory of work-hardening of metals II: Flow without slip-
lines, recovery and creep,* The London, Edinburgh, and Dublin Philosophical Magazine and
Journal of Science 44, pp. 742-765, 1953.

[26] E. Orowan, The Creep of Metals, 1947.

[27] E. Orowan, ,,Zur Kristallplastizitit. 1. Tieftemperaturplastizitit und Beckersche
Formel,* Zeitschrift fiir Physik, pp. 605-613, 1934.

[28] P. Thornton und P. Hirsch, ,, The effect of stacking fault energy on low temperature

creep in pure metals,” Philosophical Magazine, pp. 738-761, 1958.

[29] H. Conrad, ,,An investigation of the rate controlling mechanism for plastic flow of

copper crystals at 90° and 170°K,“ Acta Metallurgica, pp. 339-350, Mai 1958.

130



[30] R. Neu und H. Sehitoglu, ,,Low-Temperature Creep of a Carburized Steel,”
Metallurgical Transaction A, Nt. Volume 23 A, pp. 2619-2624, September 1992.

[31] H. Conrad und H. Wiedersich, ,,Activation energy for deformation of metals at low

temperatures,” Acta Metallurgica, pp. 128-130, 1960.

[32] R. Arsenault, ,,LLow-Temperature Creep of Alpha Iron,” Acta Metallurgica, pp. 547-
554, Mai 1964.

[33] M. E. Kassner und K. Smith, ,,LLow temperature creep plasticity,” Journal of Materials
Research and Technology, pp. 280-288, 2014.

[34] A. Cottrell, ,, The Time Laws of Creep,” Journal of the Mechanics and Physics of Solids 1ol
1, pp. 53 - 63, 1952.

[35] N. Mott und F. Nabatro, ,,Dislocation Theory and Transient Creep,” 1948.

[36] D. O. Welch, ,,Exhaustion Theory of creep in metals at low temperatures,” J. Phys.
Chem. Solids., pp. 1115 - 1127, 1972.

[37] N. Mott, ,,Mechanical Strength and Creep in Metals,” in Imperfections in nearly perfect
erystal, 1950, pp. 173-196.

[38] C. Smith, ,,A Theory of Transient Creep in Metals,” The Proceedings of the Physical Society,
Bd. Vol. 61, Nr. 345, pp. 201-205, September 1948.

[39] F. Nabarro, Theory of Crystal Dislocations, 1967.

[40] T. H. Alden, ,,Strain Hardening During Low Temperature Creep of 304 Stainless
Steel, Acta metall.,, pp. 2621 - 2626, 1987a.

[41] T. H. Alden, ,,Theory of Mobile Dislocation Density: Application to the Deformation
of 304 Stainless Steel,” Metallurgical Transactions A, Bd. 18A, pp. 51 - 62, January 1987b.

[42] T. H. Alden, ,, Theory of Plastic and Viscous Deformation,” Metallurgical Transactions
A, Bd. 18A, pp. 811 - 826, May 1987c.

[43] R. W. Neu, An Investigation into the Mechanisms of Cone Bore Growth in Railroad Bearings,
1991.

[44] A. Ochlert und A. Atrens, ,,Room Temperature Creep of High Strength Steels,” Acta
Metall. Mater., Nt. Vol. 42, No. 5, pp. 1493-1508, 1994.

131



[45] C. Liu, Z. Zhao und D. Northwood, ,Effect of Heat Treatments on Room
Temperature Creep Strain of a High Strength Steel,” Key Engineering Materials, Nr.
Vols. 171-174, pp. 403-410, 2000.

[46] C. Liu, P. Liu, Z. Zhao und D. O. Northwood, ,,Room Temperature Creep of a High
Strength Steel, Materials and Design, Nt. 22, pp. 325-328, 2001.

[47] 1. L. Arregui und B. Alfredsson, ,,Elastic-plastic characterization of a high strength

bainitic roller bearing steel - experiments and modelling,” International Journal of
Mechanical Science, pp. 1254 - 1268, 2010.

[48] W. Spitzig, R. Sober und O. Richmond, ,,Pressure Dependence of Yielding and
Associated Volume Expansion in Tempered Martensite,” Acta Metallurgica, pp. 885 -
893, July 1975.

[49] M. Kassner, P. Geantil und R. Rosen, ,,Ambient Temperature Creep of Type 304
Stainless Steel, Journal of Engineering Materials and Technology, April 2011,

[50] N. Remalli, M. Hasan, N. Kishore, G. Rajavel, M. Minch, K. Donnerbauer, F. Stern,
N. Baak, F. Walther, M. Sambandam, J. Heflland, S. Klapprott, K. V. Rajulapati und
R. Brandt, ,,Pivotal Role of Retained Austenite in the Low Temperature Creep
Controlling Mechanismin a Martensitic Spring Steel,” Journal of Materials Science and
Engineering: A, 2023.

[51] V. Kobelev, ,,Some basic solutions for nonlinear creep,” International Journal of Solids
and Structures, Nr. 51, pp. 3372-3381, 2014.

[52] U. Kletzin und J. Schleichert, ,Kriech- und Relaxationsverhalten von
Federstahldrihten in Schraubenfedern,* Ilmenau, 2018.

[53] ,,SLV  Rostock,” 30 Januar 2021. [Online]. Available: https://www.slv-
rostock.de/fileadmin/user_upload/Rostock/Simulation/Gleeble_3500_at_SLV_M-
V_GmbH_Rostock_Germany.pdf.

[54] ,,Uni Bayreuth,“ 30 Januar 2021. [Online]. Available: https://www.metalle.uni-
bayteuth.de/de/5-ausstattung/1-wetkstoffpruefung/index.html.

[55] C. Spura, Technische Mechanik 2. Elastostatik - Nach fest kommt ab, Wiesbaden:
Springer Vieweg, 2019.

132



[56] W. Rust, Nichtlineare Finite-Elemente-Berechnungen: Kontakt, Kinematik, Material,
Springer, 2016.

[57] ANSYS, Inc., ANSYS Mechanical APDL. Programmer’s Reference, 2013.

[58] H.-P. Biumer, Programmieren mit Fortran 90: Eine umfassende Einfithrung fiir
Studenten und Praktiker, Vieweg+Teubner Verlag, 1997.

[59] D. Drucker und W. Prager, ,,Soil mechanics and plastic analysis or limit design,*
Quarterly of Applied Mathematics, pp. 157 - 165, 1952.

[60] C. Seck, ,Entwicklung eines Bemessungsmodells fiir ein kontinuierliches
Verbundmittel im Holz-Beton-Verbundbau mittels numerischer und experimenteller
Untersuchungen, Kaiserslautern, 2022.

[61] S. Kattenstedst, ,,Untersuchungen zur Modellierung und numerischen Simulation des
Querkrafttragverhaltens von Stahlbetonbalken, Dortmund, 2017.

[62] K. Mani Pandey, O. Prakash und B. Bhattacharya, ,,
with temperature for Fe, Si, and Ge, Materials Letters, Nx. 57, pp. 4319-4322, 2003.

Variation of activation volume

[63] G. Gottstein, Materialwissenschaft und Werkstofftechnik, Aachen: Springer Vieweg,
2014.

[64] J. F. Devlin, ,,Stacking-fault energies in simple metals: applications to bec metals, J.
Phys. F: Metal Phys., Nx. 11, pp. 2497-2513, 1981.
[65] C. Weinberger, B. Boyce und C. Battaile, ,,Slip planes in bec transition metals,*

International Materials Reviews, pp. 296-314, 2013.

[66] Y. Kamimura, K. Edagawa, A. Iskandarov, M. Osawa, Y. Umeno und S. Takeuchi,
,,Peierls stresses estimated via the Peierls-Nabarro model using ab-initio y-surface and

their comparison with experiments,” Acta Materialia, Nr. 148, pp. 355-362, 2018.
[67] G. Wang, A. Strachan, T. Cagin und W. A. Goddard, ,,Calculating the Peierls energy

and DPeierls stress from atomistic simulations of sctew dislocation dynamics:
application to bec tantalum, Modelling Simul. Mater. Sci. Eng.,, Nr. 12, pp. 371-389,
2004.

[68] H. Frost und M. Ashby, Deformation-Mechanism Maps, 1982.

133



[69] L. Ventelon, F. Willaime, E. Clouet und D. Rodney, ,,Ab initio investigation of the
Peierls potential of screw dislocations in bee Fe and W, Acta Materialia, Nx. 61, pp.
3973-3985, 2013.

[70] F. Huyan, R. Latker, P. Rubin und P. Hedstrém, ,,Effect of Solute Silicon on the
Lattice Parameter of Ferrite in Ductile Irons,” ISI] International , Nx. 54, pp. 248-250,
2014.

[71] Y. Kamimura, K. Edagawa und S. Takeuchi, ,,Experimental evaluation of the Peierls
stresses in a variety of crystals and their relation to the crystal structure,” Acta
Materialia , Nt. 61, pp. 294-309, 2013.

[72] O. Sherby, J. Lytton und J. Dorn, ,,Activation energies for creep of high purity
aluminum, Acta Metallurgica, Bd. Vol. 5, Nr. Issue 4, pp. 219-227, April 1957.

[73] T. Suzuki, S. Takeuchi und H. Yoshinaga, ,,Dislocation Dynamics and Plasticity,” in
Springer Series in Material Science, Bd. 12, 1991.

[74] L. P. Kubin, Dislocations, Mesoscale Simulations and Plastic Flow, 2013.

[75] T. Ungar, 1. Dragomir, A. Révész and A. Borbély, "The contrast factors of
dislocations in cubic crystals: the dislocation model of strain anisotropy in practice,"”
J. Appl. Cryst., vol. 32, pp. 992-1002, 1999.

[76] T. Grining, Dissertation, Berlin, 2017.

[77] S. A. Kim and W. L. Johnson, "Elastic constants and internal friction of martensite
steel, ferritic-pearlitic steel, and Alpha-iron," Materials Science and Engineering A 452-
453, pp. 633-639, 2007.

[78] Y. Wang, S. Denis, B. Appolaire und P. Archambault, ,,Modelling of precipitation of
carbides during tempering of martensite,” Journal de Physique IV, pp. 103-110, 2004.

[79] D. C. Saha, E. Biro, A. Getlich und Y. Zhou, ,,Effects of tempering mode on the
structural changes of martensite,” Materials Science & Engineering A, pp. 467-475, 2016.

[80] R. M. Horn und R. O. Ritchie, ,,Mechanisms of Tempered Martensite Embrittlement
in Low Alloy Steels, Metallurgical Transactions A, pp. 1039-1053, 1978.

[81] S. Choi, Optimization of microstructure and properties of high strength spring steel, 2011.

134



[82] C. G. Mateo und F. G. Caballero, ,,The Role of Retained Austenite on Tensile
Properties of Steels with Bainitic Microstructures, Materials Transactions, Bd. Vol. 46,

Nr. 8, pp. 1839-1846, 2005.

[83] S. A. Forsik und P. E. Rivera-Diaz-del-Castillo, ,,Martensitic Steels: Epsilon Carbides
in Tempered, Encyclopedia of Iron, Steel, and their Alloys, 2016.

135



Anhang

Anhang 1: Spannungs-Dehnungs-Diagramme

Abbildung 60: Spannungs-Debnungs-Diagramme
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Anhang 2: Streuung der Kriechversuche
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Abbildung 61: Streunng der Kriechversuchen unter Zugbelastung
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Abbildung 62: Streunng der Kriechversuchen unter Torsionsbelastung
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