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Resumen

El proceso de temple por induccién es una técnica de endurecimiento superfi-
cial que se utiliza cada vez mas en la industria debido a las ventajas que ofrece
sobre otros tratamientos térmicos mas convencionales. Habitualmente se utiliza en
componentes criticos que estan sometidos a cargas elevadas y a contactos de alta
presion, lo que requiere una elevada dureza superficial. A pesar de que el interés de
la industria en este tratamiento térmico es relevante, la definicién de los parame-
tros més determinantes del proceso estd generalmente limitado de forma empirica
al know-how de los técnicos y a la experiencia previa de los agentes del sector, au-
mentando los costes asociados y el time-to-market, puesto que el disefio del proceso
normalmente se realiza mediante procedimientos de prueba-error. Al ser un proceso
multifisico con numerosas interacciones entre campos fisicos, la simulacién del tem-
ple por induccién es altamente compleja y computacionalmente muy costosa. En la
revisién de la literatura se ha observado que la aplicacién del temple por induccién
en componentes complejos industriales se ve obstaculizada por la falta de modelos
numéricos capaces de predecir sus consecuencias. La simulacién numérica es, por
lo tanto, clave en la definicién optimizada del proceso y su implementacion eficaz
en la industria moderna. Ademas, el estudio de las implicaciones que el temple por
induccién tiene en el comportamiento en servicio de los componentes endurecidos,
como es el caso de la fatiga, es una tarea a la que ingenieros y cientificos han

dedicado su atencion en los tltimos afos, aunque atin no esta del todo resuelto.

En esta tesis doctoral se aborda la problematica de la simulacién del proceso
de temple por induccién para tratar de solventar las limitaciones encontradas en
la literatura. Se ha trabajado en el desarrollo de un modelo numérico para simu-
lar la fase de calentamiento por induccién de materiales ferromagnéticos de forma
eficiente, acoplando los campos electromagnético y térmico a través de un modelo
semi-analitico. Este modelo se ha validado experimentalmente en cilindros de ace-
ro de baja aleacién 42CrMo4 obteniendo resultados més precisos y un 80 % maés
rapidos que utilizando softwares comerciales ya existentes. Adicionalmente, se ha
desarrollado un modelo multifisico acoplado para simular la fase de enfriamiento del
proceso de temple por inducciéon. Este modelo acopla las fisicas térmica, mecanica
y microestructural y se ha validado experimentalmente en términos de prediccién
de microestructura, dureza y generaciéon de tensiones residuales. El modelo desa-
rrollado, a diferencia de otros softwares comerciales, permite evaluar el impacto
que tienen en los resultados del proceso las diferentes aproximaciones de calculo

de los fenémenos que ocurren durante el temple. En esta tesis, se ha investigado



el impacto del Transformation Induced Plasticity (TRIP) en el acero 42CrMo4,
concluyendo que los modelos de calculo deberian incluir este efecto para mejorar
las predicciones de tensiones residuales.

Finalmente, se han combinado los modelos de simulacién desarrollados con téc-
nicas experimentales para investigar la influencia de las tensiones residuales en el
comportamiento a rolling contact fatigue (RCF) en cilindros templados por induc-
cién. En este estudio, se ha desarrollado una metodologia de calculo para incorporar
las tensiones residuales en los andlisis de vida a RCF y se ha estudiado la influen-
cia de las tensiones residuales numérica y experimentalmente mediante un ensayo
de three-ball-on-rod modificado. Se ha observado que las tensiones residuales de
compresiéon en la superficie extienden la vida del componente y modifican la pro-
fundidad a la que se produce el dano més critico. Para el andalisis numérico se ha
utilizado el criterio multiaxial de Dang Van y se han comparado tres magnitudes de
cortadura criticas (Tresca, cortadura ortogonal y cortadura octaédrica) en términos
de prediccion de vida til y localizacion del dafio critico. Los resultados numéricos y
experimentales indican que la magnitud de cortadura ortogonal predice resultados
mas precisos.

Se espera que las contribuciones realizadas en esta tesis doctoral reduzcan la
actual brecha entre los modelos simplificados generalmente desarrollados en la li-
teratura y los casos industriales de mayor complejidad, permitiendo que los proce-
dimientos empiricos de prueba-error se reduzcan considerablemente y aumentando
el control sobre el resultado obtenido con el proceso. Con este cambio de para-
digma, se espera obtener mayor eficiencia en términos econémicos, temporales y
energéticos a nivel industrial, reduciendo también el niimero de defectivos.
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Laburpena

Indukzio bidezko tenplaketa metalezko konponenteen gainazala gogortzeko era-
biltzen den teknika bat da. Industrian gero eta gehiago erabiltzen den prozesu
bat da, beste tratamendu termiko konbentzionalekiko eskaintzen dituen abantailak
direla eta. Normalean, karga handiak eta presio handiko kontaktuak jasaten di-
tuzten osagai kritikoetan erabiltzen da, hauek azaleko gogortasun handia eskatzen
baitute. Industriak tratamendu termiko honetan duen interes handia den arren,
orokorrean prozesuaren diseinua proba-errore prozeduren bidez egiten da. Izan ere,
prozesuaren parametro erabakigarrienen definizioa teknikarien know-how-era eta
sektoreko eragileen aurretiazko esperientziara mugatzen da, kostuak eta time-to-

market-a handituz.

Prozesu multifisikoa izanik, eta fisiken arteko elkarreragin ugariak kontuan har-
tuta, indukzio bidezko tenplearen simulazioa oso konplexua eta konputazionalki
garestia da. Literaturaren errebisioan ikusi denez, industria-osagai konplexuetan
indukzio bidezko tenplearen ondorioak aurreikusteko gai diren eredu numerikoen
faltak prozesu honen aplikazioa oztopatzen du. Simulazio numerikoa, beraz, fun-
tsezkoa da indukzio bidezko tenplaketa-prozesua garatzeko eta industria moder-
noan eraginkortasunez ezartzeko. Gainera, indukzio bidezko tenpleak gogortutako
osagaien portaeran dituen inplikazioen azterketak ere garrantzi handia hartzen du.
Gai honi ingeniari eta zientzialariek azken urteotan arreta berezia eskaini dioten

arren, orindik aztertzeke dagoen gai baten aurrean gaude.

Doktorego tesi honetan indukzio bidezko tenplaketa prozesuaren simulazioaren
problematikari heldu zaio, literaturan aurkitutako mugei erantzunez. Hasteko, in-
dukzio bidezko beroketa fasea modu eraginkorrean simulatzeko eredu numeriko bat
garatu da, material ferromagnetikoetan eremu elektromagnetikoak eta termikoak
eredu erdi-analitiko baten bidez akoplatuz. Ondoren, modelo hori esperimentalki
baliozkotu da 42CrMo4 altzairuzko zilindroetan, lortutako emaitzak, beste software
komertzial batzuekin alderatuta, zehatzagoak eta % 80 azkarragoak izanik. Horrez
gain, indukzio bidezko tenplaketa prozesuaren bigarren fasea simulatzeko eredu
multifisiko akoplatu bat garatu da. Eredu honek fisika termikoa, mekanikoa eta mi-
kroestrukturala akoplatzen ditu, eta esperimentalki baliozkotu da mikroegituraren
iragarpenari, gogortasunari eta hondar tentsioen sorrerari dagokienez. Garatuta-
ko ereduak, beste software komertzial batzuek ez bezala, tenplean gertatzen diren
hainbat fenomeno deskribatzeko erabiltzen diren ereduen inpaktua ebaluatzeko au-
kera ematen du. Tesi honetan Transformation Induced Plasticity (TRIP) delakoak

42CrMo4 altzairuan duen eragina ikertu da, kalkulu ereduek efektu hori barne

VII



hartu beharko luketela ondorioztatuz, hondar tentsioen iragarpenak hobetzeko.

Azkenik, garatutako ereduak teknika esperimentalekin konbinatu dira indukzio
bidezko tenplaketan sortutako hondar tentsioek rolling contact fatigue-aren (RCF)
portaeran duten eragina ikertzeko. Ikerketa honetan, kalkulu-metodologia bat ga-
ratu da bizitza analisietan hondar tentsioak kontsideratu ahal izateko. Horretarako,
hondar tentsioen eragina numerikoki eta esperimentalki aztertu da three-ball-on-rod
salakuntza baten bidez. Gainazalean sortzen diren konpresiozko hondar tentsioek
osagaiaren bizitza luzatzen dutela eta kalte kritikoena sortzen den puntuaren sako-
nera aldatzen dutela ikusi da. Analisi numerikoa egiteko, Dang Van kriterio multi-
axiala erabili da, eta hiru ebakidura tensio magnitude kritiko alderatu dira (Tresca,
ebakidura ortogonala eta ebakidura oktaedrikoa), bizitzari eta puntu kritikoaren
sakonerari dagokienez. Emaitza numeriko eta esperimentalek ebakidura ortogona-
lak emaitza zehatzagoak iragartzen dituela adierazten dute.

Doktorego tesi honetan egindako ekarpenekin literaturan garatu ohi diren eredu
sinplifikatuen eta konplexutasun handiagoko kasu industrialen arteko egungo arra-
kala murriztea espero da, proba eta erroreen prozedura enpirikoak nabarmen mu-
rriztea ahalbidetuz eta prozesuarekin lortutako emaitzaren gaineko kontrola area-
gotuz. Paradigmaren aldaketa horrekin, industrian eraginkortasun handiagoa (eko-
nomiari, denborari eta energiari dagokienez) lortzea espero da, baita akatsa duten

pieza kopurua murriztea ere.
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Abstract

The induction hardening process is a surface hardening technique that is in-
creasingly used in industry due to the advantages it offers over other conventional
heat treatments. It is typically used on critical components that are subjected to
high loads and high pressure contacts, which require an elevated surface hardness.
Although the industry’s interest in this heat treatment in increasing, the definition
of the most important process parameters is generally limited to the technicians’
know-how and to previous experiences, increasing the associated costs and the
time-to-market, since the design of the process is normally carried out by means of
trial-and-error procedures. The simulation of induction hardening is highly com-
plex and computationally expensive because of the numerous interactions between
physical fields. In the literature review, it has been observed that the application
of induction hardening in complex industrial components is limited by the lack of
numerical models capable of predicting the consequences of induction hardening.
Numerical simulation is therefore key in the development of the induction harde-
ning process and its effective implementation in modern industry. Furthermore, the
study of the implications that induction hardening has on the in-service behavior
of hardened components is a task to which engineers and scientists have devoted
their attention in recent years, although it is not yet fully resolved.

In this doctoral thesis, the simulation of the induction hardening process is
addressed in order to solve the limitations found in the existing literature. A nu-
merical model to efficiently simulate the induction heating phase of ferromagnetic
materials has been developed, which couples the electromagnetic and thermal fields
through a semi-analytical model. This model has been experimentally validated on
low alloy 42CrMo4 steel cylinders, obtaining more accurate and 80 % faster results
than using other commercial software. Additionally, a coupled multiphysics model
has been developed to simulate the second phase of the induction hardening pro-
cess. This model couples thermal, mechanical and microstructural physics and has
been experimentally validated in terms of prediction of microstructure, hardness
and residual stress generation. The developed model, unlike other commercial soft-
ware, allows to evaluate the impact of the various models used to describe different
phenomena occurring during quenching. In this thesis, the impact of Transforma-
tion Induced Plasticity (TRIP) on the low alloy 42CrMo4 has been investigated,
concluding that computational models should include this effect to improve residual

stress predictions.

Finally, the developed models have been combined with experimental techni-
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ques to investigate the influence of induction hardening residual stresses on rolling
contact fatigue (RCF) behavior. In this study, a computational methodology has
been developed to incorporate residual stresses in RCF life analyses and the in-
fluence of residual stresses has been studied numerically and experimentally using
a modified three-ball-on-rod test. It has been observed that compressive residual
stresses at the hardened case extend the life of the component and modify the
depth at which the most critical damage occurs. For the numerical analysis, the
Dang Van multiaxial criterion has been used and three critical shear stress quanti-
ties (Tresca, orthogonal shear and octahedral shear) have been compared in terms
of life prediction and critical damage location. Numerical and experimental results
indicate that the orthogonal shear quantity predicts more accurate results.

The contributions made in this doctoral thesis are expected to reduce the cu-
rrent gap between the simplified models generally developed in the literature and
the industrial cases of higher complexity, allowing empirical trial-and-error pro-
cedures to be considerably reduced and increasing the control over the resulting
material characteristics obtained with the process. With this change in the para-
digm, it is expected that, at an industrial level, greater economical, temporal and

energetical efficiency can be achieved, also reducing the number of defectives.



Indice

2.

Lista de Figuras . . . . . . . . . . . . . e
Lista de Tablas . . . . . . . . . . . . . ...
Lista de Abreviaciones . . . . . . . . . . . ...

Lista de Simbolos . . . . . . . . . ..

. Introduccion

1.1. Imtroduccidn. . . . . . . .. L
1.2. Contexto industrial: ventajas y retos . . . . . . . .. ... ... ...
1.3. Objetivos . . . . . . . .

1.4. Estructura del documento . . . . . . . . . . . ... ... ...

Estado del arte y marco tedrico

2.1. Tratamientos térmicos e ingenieria de superficies . . . ... ... ..
2.1.1. Microestructura del acero . . . . . . .. ... ... ... ...
2.1.2. Transformaciones de fase y temperaturas criticas . . . . . . .
2.1.3. Clasificacion de los tratamientos térmicos . . . . . . .. ...

2.2. Temple por induccién . . . . . . ...
2.2.1. Temple por induccién en la industria . . . . . . .. ... ...
2.2.2. Parametros principales . . . . . . .. ... oo
2.2.3. Monitorizacién del proceso y caracterizacién de los efectos . .

2.3. Simulacién numérica del proceso de temple por inducciéon . . . . . .
2.3.1. Fundamentos fisicos . . . . .. ... ... ... ...
2.3.2. Enfoques de simulaciéon multifisica acoplada . . . . . . . . ..
2.3.3. Modelos de simulacién por elementos finitos . . . . . . . . ..

2.3.4. Caracterizacién de las propiedades del material . . . . . . . .

XI



2.4. Efecto del temple por induccién en la integridad estructural . . . . . 72

2.4.1. Fatiga por rodadura o Rolling contact fatigue . . . . . . . .. 74
2.4.2. Métodos de determinacion de vida a fatiga . . . . ... ... 82
2.4.3. AnAlisis experimental de la fatiga por rodadura . . . . . . .. 88

2.5. Analisis critico del estado del arte . . . . . . . ... ... ... ... 91
. Modelo semi-analitico para el calentamiento por induccion 95
3.1. Imtroduccidn . . . . . . . . ... 96
3.2. Objetivo y motivacién . . . . . . . . . .. ... 97
3.3. Propiedades electromagnéticas del 42CrMo4 . . . . . . . . . ... .. 97
3.4. Metodologia de calculo semi-analitica . . . . . . .. .. ... ... .. 99
3.4.1. Modificador térmico . . . . . . . ... 103

3.5. Validacién numérica y experimental: caso 2D axi-simétrico . . . . . . 106

3.5.1. Comparacién del modelo desarrollado con otros modelos nu-

METICOS .« . v v v v i e e e 112
3.6. Aplicacién del modelo semi-analitico desarrollado en un caso industrial116
3.6.1. Ventajas y limitaciones de la metodologia desarrollada . . . . 120

3.7. Conclusiones . . . . . . . . e 121

. Modelo multifisico acoplado para la simulacién del temple por

induccién 123
4.1. Introduccién y objetivos . . . . . ... oL oo 124
4.2. Propiedades del acero 42CrMo4 . . . . . . . . ... 125
4.2.1. Microestructura inicial y composicion quimica. . . . . . . . . 126
4.2.2. Propiedades térmicas . . . . . . . ... ... 127
4.2.3. Propiedades electromagnéticas . . . . . . ... .. ... ... 128
4.24. Dilatometria . . . . ... Lo oL 129
4.2.5. Propiedades mecénicas . . . . . . . .. ... 132
4.3. Desarrollo del modelo numérico . . . . .. ... ... ... 134
4.3.1. Implementacién de las ecuaciones constitutivas . . . . . . .. 136

4.4. Validacién experimental y estudio del impacto del TRIP en la gene-

racion de tensiones residuales: caso 2D axi-simétrico . . . . . . . .. 142

4.5. Conclusiones . . . . . . . . . e 147

XII



5. Influencia de las tensiones residuales derivadas del temple por

induccion en el rolling contact fatigue 149
5.1. Introduccién y objetivos . . . . . . ... oo 150
5.2. Adaptacion del ensayo three-ball-on-rod . . . . . ... ... ... .. 151
5.3. Fabricacién y caracterizacion de las probetas . . . . . ... ... .. 155
5.3.1. Ruta de fabricacién de las probetas . . . . . .. .. ... ... 156
5.3.2. Temple por induccién en scanning . . . . . . . .. ... ... 157
5.3.3. Seleccion de probetas de estudio . . . .. ... 160
5.4. Resultados de los ensayos experimentales de RCF . . . . . . ... .. 165
5.5. Estudio numérico de vidlaa RCF . . . . ... ... ... ... .... 173
5.5.1. Modelo de contacto RCF . . . . ... ... ... ....... 173
5.5.2. Célculo de tensién critica de Dang Van . . . . . .. ... .. 177
5.5.3. Curvas S-N sintéticas . . . . . .. ... ... ... ... ... 180
5.6. Resultados y discusién . . . . . .. .. ..o 181
5.6.1. Comparacién de las magnitudes de tension critica estudiadas
en base a prediccién de vida atil . . . . . .. ..o 183
5.6.2. Comparacién de las magnitudes de tension critica estudiadas
en base a acumulacién de dano segin Dang Van. . . . . . .. 185
5.7. Conclusiones . . . . . . ... L 188
6. Aportaciones y lineas futuras 191
6.1. Aportaciones generales . . . . . . ... L 192
6.2. Contribucidon . . . . . . . ... 195
6.3. Lineas futuras . . . . . . . . ... 197
Bibliografia 199

XIII






Lista de Figuras

1.1.

1.2
1.3.

2.1.
2.2.

2.3.
2.4.

2.5.
2.6.

2.7.

2.8.

2.9.

Documentos publicados por afio para la palabra clave induction har-

dening en la base de datos de Scopus. . . . . . ... ... ...
Componentes tipicamente templados por induccién (Lynch, 2019).

Documentos publicados por afio para la palabra clave rolling contact

fatigue en la base de datos de Scopus. . . . . . ... ...

Diagrama de equilibrio hierro-carbono (Behera et al., 2011). . . . . .
Estructuras cristalinas a) Body Centered Cubic (BCC) and b) Face
Centered Cubic (FCC) y ¢) Body Centered Tetragonal (BCT). . . . .
Diagrama TTA para 42CrMo4. Reproducido desde: (Krauss, 2015). .
Diagramas TTT (a) y CCT (b) para un acero AIST 4140 (Buchmayr
and Kirkaldy, 1990). . . . . . . ... ..o
Clasificaciéon de los principales tratamientos térmicos. . . . . . . . .
Representacion esquemética de a) diagrama TTT simplificado y de
los procesos de b) normalizado (rojo) y recocido (azul) ; ¢) temples
con agua (rojo), aceite (magenta), martempering (azul) y austem-
pering (verde) ; d) temple y revenido posterior. . . . . ... ... ..
Representacion esquemaética de una configuracion tipica de un pro-
ceso de temple por induccién y sus elementos principales. . . . . . .
Distribuciéon habitual de las tensiones residuales tras el temple por
induccion. . . . . ... e
Rangos de potencia y frecuencia utilizados en tratamientos térmicos
por induccién (Grum, 2013). . . ... ... L

2.10. Inductores de geometrias diversas (Eldec LLC, 2017). . . . ... ..

XV

16

19



2.11.

2.12.

2.13.

2.14.

2.15.

2.16.

2.17.

2.18.

2.19.

2.20.

2.21.

2.22.

2.23.

2.24.

Propagacion de grietas a través de las fronteras intergranulares de-

bido a un tamano de grano excesivo (Li et al., 2015). . . . . . .. .. 30

a) Inspeccién visual de la capa templada en pistas de rodamientos
(Russell et al., 2016), b) indentaciones con microdurémetro Vickers
a lo largo de la capa templada y c) perfil de durezas obtenido (Wal-
vekar and Sadeghi, 2017). . . . . .. ... Lo oL 31

Micrografias de fase martensitica obtenida desde diferentes tempe-
raturas de austenitizacién (Li et al., 2015).. . . . . . ... ... ... 32
Clasificacién de las técnicas mas utilizadas para la medicién de ten-
siones residuales en funcion de la profundidad de medicion, la profun-
didad de las tensiones generadas para diferentes grupos de procesos
de fabricacién y efectos de las tensiones en los modos de fallo més
habituales (Los Alamos National Laboratory, 2007). . . . . ... .. 33

Perfil de tensiones residuales tipico caracterizado utilizando diversas
técnicas no destructivas (Holmberg et al., 2016). . . . ... ... .. 34
Campos fisicos y principales interacciones del temple por induccién.
Diagrama simplificado desde (Simsir, 2014). . . . . . ... . ... .. 36
Diagrama de campos fisicos mas importantes que participan en el
proceso y sus interacciones. . . . . . .. ... L. 37
Caida exponencial (valores relativos) de la densidad de corriente y la

densidad de potencia en un conductor excitado por corriente alterna

(Rudnev et al., 2017). . . . . . ... 39
Distribucién de la corriente en una configuracién inductor-pieza (Rud-
nev et al, 2017). . . .. L 39

Representacion de una curva de magnetizacion mostrando la curva

real, su linearizacién y la permeabilidad efectiva del material ficticio. 45

Propiedades térmicas de un acero AISI 4140 templado y revenido
(Schwenk et al., 2013). . . . . . . ... 47

Regimenes de ebullicién en un diagrama de coeficiente de conveccion

en funcién de la temperatura. . . . . . ... oL L 48

Representacién esquemética de la ley de Avrami con la ley de aditi-
vidad de Scheil (Carlone et al., 2010). . . . . ... ... .. ..... 51

Representacion esquematica de la evoluciéon de las tensiones durante

un proceso de temple (Rudnev and Loveless, 2014b). . . . . . .. .. 55

XVI



2.25.

2.26.

2.27.

2.28.

2.29.

2.30.

2.31.

2.32.

2.33.

2.34.

2.35.

2.36.

2.37.

2.38.

Representacion esquematica de un ensayo de dilatometria en el que

se marcan las temperaturas de inicio y fin de las transformaciones

(Papaefthymiou et al., 2019). . . . . . . .. ... ... ... 58
Representacién esquemadtica del modelo bilineal (izq.) y del endure-
cimiento isotrépico (dcha.) (Deng, 2015). . . . . . . .. .. ... ... 59
Evolucién de las tensiones residuales considerando (linea continua)

y sin considerar (linea discontinua) el impacto del TRIP (Denis, 1996). 62
Diagramas de flujo de los métodos de acoplamiento electromagnético

- térmico por elementos finitos. a) unidireccional, b) indirecto y c)
directo. . . . ..o 63
Diagramas de flujo de los métodos de acoplamiento térmico - meta-
lirgico - mecanico por elementos finitos. a) directo y b) indirecto. . . 64
Representacion esquematica de un ensayo de dilatometria en el que
se marcan los CET de las fases (granate) y los cambios volumétricos

(azul), ademds de las temperaturas de inicio y fin de las transforma-

CIONES. . .« v o L 71
Resultados experimentales de ciclos de histéresis a diversas tempe-
raturas para el acero 42CrMo4 (Fisk et al., 2018).. . . . . . ... .. 73
Evolucion del fallo por RCF iniciado en el punto marcado en rojo
(Morales-Espejel and Gabelli, 2015a). . . . . . ... ... ... ... 74
Tipos de fallos generados en el RCF en funcién de su origen (Sy-
monds, 2020). . . . ..o 75
a) Red de grietas subsuperficiales (spalling) generadas en el RCF y b)

evolucion del fallo por RCF segiin el mecanismo de pitting (Sadeghi
et al., 2009). . . . .. 76
Ciclo de carga multiaxial en un punto subsuperficial de una pieza
sometida a cargas ciclicas por contacto. Fuente: (Sadeghi et al., 2009). 77
Distribucién de la presion segtin el modelo de Hertz y distribucion
de las tensiones de cortadura en el interior de la pieza. . . . .. .. 78
a) Fallos por RCF en elementos de rodamientos de turbinas del sector
aerondutico (Nygaard, 2015) y b) rotura extensa por RCF en la pista
de rodadura en un rodamiento de pitch (Lopez et al., 2019). . . . . . 79
Alteraciones de la microestructura durante el RCF a) WEA, b) DER
y ¢) WEB (Fu and Rivera-Diaz-del Castillo, 2018). . . . . . ... .. 79

XVII



2.39.

2.40.

2.41.

2.42.
2.43.
2.44.

3.1

3.2.
3.3.

3.4.

3.5.

3.6.
3.7.

3.8.

3.9.

Representacion grafica del criterio de Dang Van bajo una trayectoria

de carga aleatoria (en verde). . . . . . ... ... ... ... 85

Representacién del limite de fallo segiin Tresca. oy indica limite

elastico. . . . . . e 87

Distribucién de tensiones de cortadura ortogonal en un contacto

bola-cilindro (Pandkar et al., 2015). . . . ... ... ... ...... 88
Representacién de los planos octaédricos. . . . . . . ... ... ... 89
Principales ensayos de contacto puntual (Michalczewski et al., 2012). 89

Representacion esquemadtica del ensayo three-ball-on-rod (modificado
desde (Glover, 1981)). . . . . . . . . .. 90

Curvas de histéresis medidas experimentalmente (Schwenk et al.,
2012) a diferentes temperaturas junto con sus curvas ajustadas para
42CrMod. . . . e e 98
Diagrama de flujo de la metodologia propuesta. . . . . . . ... ... 100
a) Célculo de la direccién normal en cada nodo superficial y b) malla
local generada para el cdlculo semi-analitico, con una profundidad
de dos veces el skin depth. Por simplicidad, se ha representado un
ntmero de nodos y elementos inferior al utilizado en la metodologia. 101
Geometrias utilizadas en el estudio numérico del modificador térmi-

co. Se muestran las geometrias a) 1,b) 2yc¢)3.. . . . ... ... .. 104

a) Intensidad del campo magnético normalizado en funcién de la
temperatura para varias geometrias, frecuencias e intensidades de
corriente. El modificador térmico (T'M) se muestra en una linea ne-
gra s6lida. b) muestra las lineas de campo electromagnético generado
para la geometria 1. El punto rojo en la superficie de la pieza indica

el punto en el que se ha obtenido la graficaa). . .. ... ... ... 104
Geometria y dimensiones del caso de estudio. . . . . . .. ... ... 106

Setup experimental durante el calentamiento (a) y posicionamiento
de los termopares en la superficie de la pieza (b). . . . . .. ... .. 107
Evolucién de la temperatura (arriba), corriente (abajo izquierda)
y frecuencia (abajo derecha) durante los experimentos de calenta-
miento por induccién, en los que se muestran el valor medio y la
desviacion estandar tras 10 ensayos experimentales. . . . . . . . . .. 108
Malla de los modelos electromagnético (arriba) y térmico (abajo)

para la metodologia desarrollada. . . . . . . ... ... ... .. .. 109

XVIII



3.10.

3.11.

3.12.

3.13.

3.14.

3.15.

3.16.

3.17.

3.18.

4.1.
4.2.

4.3.

4.4.

4.5.

Evolucién experimental y numérica de la temperaturas en el punto

central de la probeta de estudio. . . . . . ... ... L.

Capa de temple experimental (a) y prediccién numérica (b), con la
zona totalmente endurecida en rojo y zona de transicion en verde y
mediciones de dureza Vickers y fraccién de austenita simulada en la
direccion radial de la pieza (c). . . . .. ... ...
Imégenes de Microscopio Optico con aumento 500x de la zona tem-
plada (izquierda) y ntcleo no templado (derecha). . . ... ... ..
Comparaciéon de modelos en base a la evolucién de la temperatura
en el punto T1 respecto al tiempo. . . . . . . ... ... ... ....
Geometria de rodamiento de pitch (izquierda) y su seccién trans-
versal (derecha), con el drea de estudio marcado en rojo. El érea
marcado en negro indica la profundidad de la capa templada.
Objetos de estudio (a), campo magnético generado (b), malla FEM
en la seccién del rodamiento (¢) y en el cuerpo entero (d). Puntos
de estudio marcados en rojoen (d). . . ... ... L.
Evolucion de la temperatura durante el temple en scanning de una
pista de rodamiento. . . . . . ... ... o
Fraccion de austenita transformada durante el temple en scanning

de una pista de rodamiento calculada con a) modelo semi-analitico

Comparacion de la evolucién de la temperatura en diferentes puntos,

calculados mediante el modelo semi-analitico y el software comercial

Imagen de la probeta tras la Espectrometria de Emisién Optica.
Microestructura inicial con aumentos de (a) 100x y (b) 200x tras un
ataque con Nital. . . . . . . .. ... o L
Propiedades térmicas del 42CrMo4 en funcién de la temperatura:
calor especifico y conductividad térmica. . . . . . . . ... ... ...
Probeta de dilatometria (derecha) y probeta preparada para micros-
copia 6ptica y medicién de durezas (izquierda). . . . . ... ... ..
Representacion grafica de los ensayos de dilatometria realizados,
donde T, y t, hacen referencia a la temperatura y tiempo de man-

tenimiento en fase austenitica y CR es la velocidad de enfriamiento.

XIX

. 116

130



4.6.

4.7.

4.8.

4.9.

4.10.

4.12.

4.13.
4.14.
4.15.
4.16.

4.17.

4.18.

Resultado de un ensayo de dilatometria con una velocidad de enfria-

miento de 50°C en la que se obtiene tinicamente fase martensitica. . 131

repetitividad obtenida durante el calentamiento (a) y enfriamiento
(b) en los ensayos de dilatometria en los que se obtiene tnicamente
estructura martensitica. . . . .. ... oL oo 131
CET equivalente considerando la expansion térmica y el cambio vo-
lumétrico derivado de la transformacién microestructural. . . . . . . 132
Diagrama CCT construido experimentalmente (linea discontinua)
junto con el diagrama TTT calculado (linea continua). Las curvas
de enfriamiento se muestran junto con su velocidad de enfriamiento
en [°C/s]. F/P denota mezcla de fases ferrita y martensita. . . . . . 133
Moédulo de Young segin (Quagliato et al., 2018) (linea continua) y
limite elastico para austenita y martensita en funciéon de la tempe-
ratura. . . ... Lo 134

. Algoritmo de célculo utilizado para el calculo acoplado electromag-

nético - térmico - microestructural - mecanico. La estrategia semi-

analitica se utiliza para resolver el problema electromagnético - tér-

MICO. .« . v v v s e 135
Valor medio de la temperatura medida experimentalmente durante
el enfriamiento (izquierda) y coeficiente de conveccién calculado en
funcién de la temperatura de la superficie (derecha). . . . . ... .. 136
Algoritmo de calculo con subrutinas. . . . . . ... ... .. 137
Algoritmo de célculo de la subrutina USERMAT desarrollada. . . . . 139

Algoritmo de cédlculo de la subrutina USERTHSTRAIN desarrollada. 140

(a) Representacién esquemdtica de la geometria y la malla utili-
zada para el modelo termo-mecénico, (b) Temperaturas [°C] pico
obtenidas tras el calentamiento por induccién, (c) fraccién final de
martensita y (d) tensiones residuales [MPa] en la direccién axial. . . 143
Microestructura obtenida en las probetas templadas por induccién:
a) zona de transicién entre la capa templada y el nicleo (50x), b)
martensita en la zona cercana a la superficie, ¢) zona de transicién
y d) nicleo no templado en el que se observa el bandeo. Microscopio

6ptico (500x) tras ataque con Nital 3%. . . . . ... ... ... ... 144

Distribucién de la dureza simulada y medida experimentalmente. . . 145

XX



4.19. Evolucién de tensiones en la direccién axial en la superficie y en el
nicleo. Se comparan los resultados obtenidos con (negro) y sin (rojo)

considerar el TRIP en el modelo numérico. . . . .. ... ... ... 146

4.20. Distribucion de las tensiones residuales en la direccién axial simula-

das numéricamente y medidas experimentalmente [MPa]. . . . . .. 147

5.1. Disefio del banco de ensayos original. . . . . . . ... ... ... ... 152
5.2. Disefo del banco de ensayos adaptado para el ensayo three-ball-on-rod.153

5.3. Modelo trigonométrico para el calculo de la fuerza ejercida por las

bolas sobre el cilindro. . . . . . . . .. ... L L 154

5.4. Representacion esquemadtica del ensayo modificado (a) y una foto-

grafia del banco de ensayos (b). . . . . .. ... .. oL 154
5.5. Ruta de fabricacién de las probetas de RCF.. . . . . ... ... ... 156
5.6. Tensiones residuales en direcciones axial y tangencial en el material

base (2 mediciones). . . . .. ... L 157

5.7. Proceso de temple por induccién en scanning (a) y representacién

esquematica del proceso con los elementos mds importantes (b). . . . 158
5.8. Curvas de enfriamiento obtenidas para diferentes concentraciones del

polimero AQUACOOL VSL-FF (informacién obtenida del fabricante).159
5.9. Evolucién de la temperatura en la superficie para la probetas con

porcentajes de polimero del 4 % (izquierda) y 12% (derecha). . . . . 159
5.10. Malla utilizada para el calculo del temple por induccién en scanning

para la probeta de estudio. . . . .. ... .. oL 160
5.11. Tensiones residuales calculadas en la direccién axial para las probe-

tas A (a) y B (b) mostradas en una seccién transversal. . . . . . . . 161
5.12. Tensiones residuales axiales medidas en las probetas templadas por

induccién. Se muestra el promedio de las medidas realizadas para

cada tipode probeta. . . . . .. ..o Lo 162
5.13. Tensiones residuales axiales medidas y calculadas en las probetas

seleccionadas para el estudio RCF. Se muestran el promedio y la

desviacion de las medidas realizadas. . . . . .. ... ... 163

5.14. Tensiones residuales medidas antes y después del rectificado en pro-

XXI



5.15.

5.16.
5.17.

5.18.

5.19.

95.20.
9.21.

9.22.

5.23.

5.24.

5.25.

9.26.

a) Microestructura en la zona de transicién entre la capa templada
y el nicleo de la probeta y b) probeta cortada en la direccién trans-
versal en la que la capa templada se observa de color oscuro para
las probetas de 2 mm (izquierda) y 4 mm (derecha). La direccién de
medicién de la dureza se ha marcado en lineas rojas. . . . . .. ...

Dureza Vickers en las cuatro probetas templadas por induccion. . . .

Probetas y bola tras ensayo RCF. Se muestran detalles de despren-

dimientos en bola (izquierda) y pista de ensayo (derecha). . . . . . .

Microscopia éptica de una probeta A sin desprendimiento por RCF
(aumento 50x) en el que se observa un DER junto con una imagen
superpuesta de la deformacion plastica obtenida mediante el modelo
NUMETICO. . . . v v v e e e e e e e e e e e e e e e e
Microscopia éptica de una probeta B fragmentada. a) inicio del des-
prendimiento, b) detalle de la zona inmediatamente después del ini-
cio del fragmento (50x aumentos), ¢) y d) superficies plastificadas
en forma de olas en la zona plastificada tras seguir el ensayo una vez

se ha desprendido el fragmento inicial (50x aumentos). . . . . . . . .
Plastic pitting en la pista de rodadura de la tapa inferior. . . . . . .

Topografia de la zona de fragmentacién en una probeta B (a) junto
con las mediciones en cuatro trayectorias marcadas (b). . . ... ..
Probeta B tras preparacién de superficie (la zona oscura indica la
capa templada) junto con microscopias dpticas en las zonas A, B y
C marcadas. La zona delimitada entre los puntos B y C han sufrido

fragmentacion por RCF. . . . . ... ... ... oL

Diagrama de flujo del procedimiento desarrollado para el estudio
de vida numérico. Las cajas verdes indican modelado por elementos
finitos y las cajas naranjas indican calculos en Matlab. . . . . . . ..
Malla utilizada en el modelo elastoplastico. La capa templada se
muestra en naranja en (b), representando la regién en la que las
propiedades mecanicas difieren del nicleo. . . . . . .. ..o L.
Distribucién de tensiones [MPa] bajo la carga de contacto: (a) von
Mises, (b) Tresca, (c) cortadura ortogonal y (d) cortadura octaédri-
ca. La linea discontinua en (a) indica la trayectoria de carga.

Ciclo de carga en el que se muestran la tensiéon de von Mises, corta-

dura (plano XZ) y normales en x, v, z. . . .« . ..o oo

XXII

175

177

178



5.27.

5.28.

9.29.

95.30.

5.31.

Diagrama de Dang Van con los pares (7,05 ) en el volumen de estu-
dio seleccionado. Las filas se refieren a: (1) probeta A, (2) probeta
A sin tensiones residuales, (3) probeta B y (4) probeta B sin tensio-
nes residuales. Las columnas indican Tresca (izquierda), cortadura
ortogonal (central) y cortadura octaédrica (derecha). . . . . . . . ..
Curvas S-N sintéticas calculadas para el caso uniaxial (lineas conti-
nuas) y cortante (lineas discontinuas) para durezas de 724 HV y 675
HV, calculadas utilizando el procedimiento GL. . . . . ... ... ..
Procedimiento de calculo utilizado para calcular la curva S-N sinté-
tica. Fuente: (Germanischer Lloyd, 2010) . . . . . . . ... ... ...

Resultados calculados y obtenidos experimentalmente para las pro-
betas A (columna izquierda) y B (columna derecha) mostrados en
curvas S-N obtenidas, incluyendo probetas tedricas sin tensiones re-
siduales. Las tensiones de cortadura criticas de Dang Van se han
obtenido utilizando las magnitudes de tensién: Tresca (a,d), corta-

dura ortogonal (b,e) y cortadura octaédrica (c,f). . . . ... ... ..

Distribucién del dafio en las probetas A: a) Tresca, b) cortadura
ortogonal, ¢) cortadura octaédrica y B: d) Tresca, e) cortadura or-
togonal, f) cortadura octaédrica. Todos los puntos representados en
rojo tienen un valor de dano superior a 1. La localizacién del dafo
maximo se ha marcado con una cruz negra en cada caso. El dafo
méaximo obtenido se muestra bajo la figura correspondiente a cada
magnitud de cortadura. . . ... ... L Lo

XXIIT

185






Lista de Tablas

2.1.

3.1.

4.1.

4.2.

5.1

9.2.

5.3.

5.4.

9.5.

9.6.

Funciones g(f) mas utilizadas en la literatura . . . . . . .. ... .. 61

Diferencia de temperatura media y méaxima para los modelos com-

parados. . . . ... 115

Composicién quimica del acero 42CrMo4 caracterizado mediante Es-
pectrometria de Emisién Optica. Los valores se dan en porcentaje
MASICO.  © v v v v e e e e e e e e e e e e e e e e e 127

Resultados del analisis de dureza posterior a los ensayos de dilato-
metria. . . ... 130

Parametros més importantes del estudio trigonométrico junto con
suvalor. . ..o 155
Resumen de los parametros del temple por induccién para cada tipo
de probeta. . . . . .. 158
Numero de ciclos hasta rotura obtenidos experimentalmente en los
ensayos RCF. Las probetas A se han considerado runout tras 10M
deciclos. . . . . . . . 165
Resumen de las propiedades mecanicas del 42CrMo4 en funcién de
SUAUTEZA. .« . v v v v e e e e e 176
Resumen del ntiimero de ciclos obtenidos numérica y experimental-
mente segiin las tres magnitudes de tensién critica. ND indica que no
hay datos disponibles. NTR indica una pieza sin tensiones residuales. 181
Resumen del dafio méximo y profundidad de dafio (en mm) segiin

las tres magnitudes de cortadura criticas. . . . . .. ... .. .. .. 187

XXV






Lista de abreviaciones

ASC: Analytical Saturation Curve.

BCC: Body Centered Cubic.

BCT: Body Centered Tetragonal.

BEM: Boundary Element Method.

CCT: Continuos-Cooling- Transformation.
CET: Coeficiente de Expansién Térmica.
DER: Dark Etching Region.

DSC: Differential Scanning Calorimetry.
EHD: Elasto-hidrodinamica.

FCC: Face Centered Cubic.

FEM: Finite Element Method.

FDM: Finite Difference Method.

FRX: Fluorescencia de Rayos X.

FVM: Finite Volume Method.

GL: Germanischer-Lloyd.

HTC: Heat Transfer Coefficient.

THD: Incremental Hole Drilling.

JMAK: Johnson-Mehl-Avrami-Komogorov.
KM: Koistinen y Marburger.

LER: Light Etching Region.

LP: Lundberg-Palmer.

MO: Microscopio Optico.

ND: Neutron Diffraction.

NTR: No Tensiones Residuales.

OES: Optical Emission Spectroscopy.
PAGB: Prior Austenite Grain Boundaries.
RCF: Rolling Contact Fatigue.

SEM: Scanning Electron Microscope.
SSPT: Solid-State Phase Transformations.
TRIP: Transformation induced plasticity.
TR: Tensiones Residuales.

TTA: Time-Temperature- Austenitization.
TTT: Time-Temperature- Transformation.
WEA: White Etching Area.

WEB: White Etching Bands.

XRD: X Ray Diffraction.

XXVII






Lista de simbolos

Latinos:

A: Potencial magnético vectorial.

AC:: Temperatura de inicio de austenizacion.

AC35: Temperatura de fin de austenizacién.

a: Pardmetro de difusién del modelo de Avrami.
apy: Pardmetro del modelo de Dang Van.

B: Densidad de flujo magnético.

B;o: Densidad de flujo magnético en un solenoide con niicleo de aire y longitud
infinita.

cp: Calor especifico.

D: Densidad de flujo eléctrico.

d: Dano.

E: Intensidad del campo eléctrico.

E: Moédulo de Young.

FEr: Médulo tangente.

F: Fraccién de fase microestructural en el diagrama TTT.
f+ Fraccion de fase microestructural.

f: Frecuencia.

g: Tamafio de grano.

go: Tamano de grano inicial.

H: Entalpfia.

H: Intensidad del campo magnético.

ﬁg: Intensidad de campo magnético en la superficie.
h: Coeficiente de conveccion.

I: Intensidad de corriente.

I: Primera invariante del tensor de tensiones.

1: Fase microestructural.

Jo: Segunda invariante del tensor de tensiones.

J: Densidad de corriente.

Jg: Densidad de corriente en la superficie.

j: Instante de tiempo.

k: Constante de crecimiento de grano.

k: Coeficiente de ajuste del modelo de Koistinen y Marburger.
l: Longitud del solenoide.

Mg: Temperatura de inicio de martensita.

n: Factor de potencia

XXIX



n: Exponente de transformacion.

N: Namero de espiras del solenoide.

P: Propiedad del material.

Py : Potencia total en la pieza.

R: Constante universal de los gases.

R: Rango de tensiones.

Rw: Resistencia eléctrica total de la pieza.
Q: Energia de activacion.

T': Temperatura.

t: Tiempo.

Q: Calor volumétrico generado.

Griegos:

«: Ferrita.

«p: Bainita.

o’: Martensita.

6: Profundidad de penetracién o skin depth.
¢ Deformacion elastica

:th
ij
~tr
ij
5’;: Deformacion plastica
-tp,
ij "
~ : Austenita.

: Deformacioén térmica

M. O

: Deformacion de transformacion

M. M.

Plasticidad inducida por la transformacién

k : Conductividad térmica.

to: Permeabilidad magnética del vacio.
iy Permeabilidad magnética relativa.
v: Ratio de Poisson.

p: Resistividad eléctrica.

p: Densidad.

o: Conductividad eléctrica.

o: Tension.

o_1: Limite de fatiga en tensién-compresion alterna.
ou: Tension hidrostatica.

ovy: Limite elastico.

0v,: Limite elastico inicial.

7: Tensién de cortadura.

XXX



o;: Tensiones principales (i = 1,2, 3).

Tmax: Lensién de cortadura maxima (Tresca).
Toct: Tension de cortadura octaédrica.

Te: Limite de fatiga en cortadura pura.

7_1: Limite de fatiga en torsion alterna.

Subindices:
Bainita.
¢: Inductor.
pv: Dang Van.
ox. Exterior.
¢: Fin de transformacién.

fict: Ficticio.

i: Fase microestructural.
M: Martensita.

s: Superficie.

s: Inicio de transformacién.
ref: Referencia.

OB:
0
0
0
0
0
()rp: Ferrita y perlita.
(i
0
0
(s
0
Ows

w: Pleza.

XXXI






Capitulo 1

Introduccion

Resumen: FEl temple por induccién es un proceso ampliamente utilizando en
la industria debido a las ventajas que ofrece respecto a otros tratamientos térmicos
convencionales. Generalmente, se aplica a componentes criticos que en servicio
son sometidos a altas cargas y contactos superficiales, por lo que se requiere de
una elevada dureza en la zona superficial. Sin embargo, la simulacion numérica de
este proceso de fabricacion y la implicacion que éste tiene en el comportamiento en
servicio de los componentes templados suponen un reto al que se estan dirigiendo
esfuerzos por parte de los agentes industriales y centros de investigacion en los
ultimos anos. En este capitulo, se expone el contexto y la motivacion de esta tesis
doctoral. Posteriormente, se presentan los objetivos que se han fijado, que dan
respuesta a las necesidades identificadas en la revision de la literatura existente.

Por dltimo, se presenta la estructura general del documento.



Capitulo 1. Introduccién

1.1. Introduccién

Los tratamientos térmicos han estado presentes no sélo en la industria sino
también en la sociedad desde la antigiiedad. Como muchos otros avances tecno-
légicos, los tratamientos térmicos en el acero se llevaron a cabo por primera vez
en aplicaciones bélicas con el fin de mejorar el afilado, la dureza y la resistencia
del armamento. Los tratamientos térmicos fueron utilizados por los griegos y los
romanos, que desarrollaron técnicas de transformacién microestructural controla-
da para aplicaciones de endurecimiento, investigando diversos medios de temple.
Los herreros de la Edad Media ya dominaban las técnicas de endurecimiento del
acero, como el temple y el revenido, sumergiendo sus espadas de acero al rojo vivo
en agua fria o en materiales y fluidos bioldgicos. Las ventajas de las armas y los
escudos endurecidos se extendieron rapidamente por todo el mundo y los cientificos

comenzaron a estudiar el proceso a finales del siglo XVI (Vanpaemel, 1982).

Las transformaciones metalurgicas controladas se importaron mas tarde a otros
campos, especialmente aplicadas a componentes metélicos criticos en la industria.
Aunque se podria pensar que los tratamientos térmicos se realizan siempre para
endurecer y mejorar las propiedades del material, los materiales que se someten a
transformaciones microestructurales también pueden volverse mas blandos y dic-
tiles, dependiendo de la dindmica del proceso y los requisitos establecidos para el
componente. En el caso del temple en aceros de baja aleacién, su objetivo es el
de obtener un material con una dureza elevada. Para poder aplicar este proceso,
el material se ha de calentar a altas temperaturas (generalmente por encima de
800°C) y posteriormente se fuerza un enfriamiento rapido, que favorece la trans-
formacién de la microestructura del material para obtener fase martensitica, que

aporta una gran dureza al material.

En lo que respecta al calentamiento, histéricamente se ha realizado a través
de la introduccién de la pieza al fuego o en hornos, especialmente a escala indus-
trial. Faraday descubri6 la induccién electromagnética en 1831 mientras realizaba
experimentos en su laboratorio. En las décadas siguientes, el efecto de induccién
electromagnética se utilizé en el desarrollo de transformadores, siendo el calenta-
miento de los componentes un simple efecto secundario que requeria sistemas de
disipacién de calor para su correcto funcionamiento. Sin embargo, a finales del sigo
XIX y principios del siglo XX, se comenzé con la experimentacion para poder ca-
lentar metal a través de la induccién electromagnética, consiguiendo fundir metales
a pesar de las limitaciones de potencia existentes en la época. A partir de los afios

30, se comenz6 a utilizar esta tecnologia para realizar tratamientos térmicos super-
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ficiales, sobretodo para el sector de la automocion. Posteriormente, el temple por
induccién se fue estableciendo en la industria a medida que avanzaba la tecnologia
de semiconductores que permitia trabajar a altos voltajes y frecuencias (Rudnev
and Loveless, 2014b).

En las ultimas décadas, el interés industrial y académico en este tratamiento
térmico ha aumentado debido a las ventajas que ofrece. El nimero de documentos
publicados en revistas de alto impacto segin la base de datos de Scopus con la
palabra clave induction hardening mostrado en la Figura 1.1 es un indicativo claro

del interés creciente en el temple por induccién.
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Figura 1.1: Documentos publicados por ano para la palabra clave induction harde-

ning en la base de datos de Scopus.

1.2. Contexto industrial: ventajas y retos

El temple por induccién ofrece una serie de ventajas respecto a otros tipos de
tratamientos, tanto quimicos, fisicos, como térmicos, que hacen que el interés de la
industria en este proceso vaya en aumento (Grum, 2013; ASM International, 1991;
Hardening and Steels, 2015):

= Alta eficiencia energética (hasta un 95 %).
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= Elevada repetitividad y productividad.

= Tiempos de proceso muy cortos. Posibilidad de integrar en una linea de pro-

duccién porque el endurecimiento se logra en segundos.
= Alta resistencia a la fatiga y mayor dureza con menor distorsién.

= Proceso facil de automatizar y controlar, incluso para endurecimiento locali-

zado.

= Tamano reducido y condiciones de trabajo silenciosas y limpias.

Por las ventajas que ofrece, este proceso de fabricacion es un candidato intere-
sante para dar respuesta a los principales retos planteados en el plan estratégico
Horizon Europe para el entorno industrial: digitalizacion de los procesos de fabri-
cacion, eficiencia energética y fabricacién verde, Industria 4.0 y cero defectos, entre
otros. En la literatura se pueden encontrar casos de estudio que demuestran las
ventajas que ofrece este proceso. En el estudio presentado por Brill and Schaefer
(Brill and Schaefer, 2015) se compara el temple por induccién con un carburizado
clasico en ejes de automocion. El coste total para carburizar 8 toneladas de piezas
es de 1353$, con un tiempo de proceso de 46 h. Sin embargo, el templado y reve-
nido por induccién de un eje es de 20 s para completar todo el proceso, llegando a
producir 8 toneladas de piezas en 15 h con un coste total de 150 $, reduciendo el
tiempo de proceso casi en un 68 % y el coste asociado en un 90 %. Vairamohan (Vai-
ramohan, 2014) presenta un caso de estudio en el que se sustituye el calentamiento
en hornos por el proceso de induccién para rodamientos del sector ferroviario. En el
caso de estudio presentado, se sustituye el calentamiento en hornos de gas realizado
previamente por un sistema de calentamiento por induccién de elevada potencia
(2500 kW) a baja frecuencia, con una inversién inicial de 600.000 $. Como resul-
tado, se redujo el coste total por tonelada en un 15-30 %, ofreciendo un tiempo de
retorno de inversidén inferior a 1,25 anos, reduciendo ademds en un 50 % el tiempo
de trabajo directo y de mantenimiento. En lo que respecta a la reduccién de defec-
tivos y operaciones secundarias que fueron eliminadas, se obtuvo una reduccion del
75 %. Estos ejemplos resumen las ventajas que indudablemente ofrece el proceso de
temple por induccién y ponen el foco en la implantacion del mismo en la industria.

La gran mayoria de componentes de alto rendimiento se tratan térmicamente en
algiin momento de su proceso de fabricacién. Segin Simsir (Simsir, 2014), aunque
los tratamientos térmicos son un proceso clave en la fabricacién de estos compo-
nentes, son también una de las mayores causas de rechazo de piezas, por lo que son

procesos a los que se les dedican tiempo y recursos econdémicos por su criticidad.
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El temple por induccién se aplica normalmente en los pasos finales de la fabrica-
cién de componentes criticos que seran sometidos a grandes solicitaciones de carga
junto a contactos que pueden generar desgastes. Las aplicaciones més significativas
del proceso de temple por induccién son componentes del sector de la automocion
(engranajes, pinones, drboles de levas, cigiienales, componentes de los sistemas de
transmisién y direccion...) junto con el sector de la energia edlica, especialmente
en rodamientos y engranajes de gran tamafio (Rudnev et al., 2017). Por lo general,
estos componentes se templan superficialmente y requieren unas profundidades de
temple especificas en base a su tamano y geometria, pudiendo ser de varios cientos
de micras hasta profundidades de unos 10 mm. La Figura 1.2 muestra componentes

tipicamente templados por induccién.

Figura 1.2: Componentes tipicamente templados por induccién (Lynch, 2019).

El diseno del proceso de temple por induccién en estos componentes estd, sin
embargo, limitado al know-how de los técnicos y a la experiencia previa de los
agentes del sector, ya que la simulacién numérica de este proceso no esté extendida
en la industria por su elevada dificultad (Candeo et al., 2011; Simsir, 2014; Rudnev
and Loveless, 2014b). Este hecho hace que la simulacién numérica sea clave en el

desarrollo del proceso y su optimizacién.

Los componentes que se templan por induccién generalmente estan sujetos a
cargas ciclicas elevadas y contactos de alta presion en la superficie, por lo que
su comportamiento en servicio puede estar sujeto al fallo por fatiga del material.
En el caso particular de los rodamientos y engranajes, un fallo tipico es el rolling
contact fatigue (RCF) o la fatiga por contacto de rodadura, en la que se genera

una fragmentacion de la superficie de contacto que afecta al funcionamiento del
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sistema. Aunque el RCF es un modo de fallo critico en rodamientos y engranajes,
puede tomar especial relevancia en otros sectores como el ferroviario, en la que un
fallo por RCF puede ser devastador. Un ejemplo claro es el accidente ocurrido en
Hatfield (Inglaterra) en el afio 2000. A lo largo de los afios, se generé fallo por
RCF que no se detectd en las vias del tren, produciendo desprendimientos de zonas
extensas de la superficie (hasta 100 mm de largo con 5 mm de profundidad), lo
que causé el descarrilamiento del tren provocando un gran nimero de heridos e
incluso la muerte de varias personas. Este accidente motivo la regulacion del fallo
por RCF y el estudio en profundidad de este tipo de fallo. Ademads, los nuevos
desarrollos en el tipo de componentes sujetos a RCF (por ejemplo, trenes de mayor
carga, edlicas de mayores dimensiones y solicitaciones més elevadas) hacen que este
fallo tome especial relevancia. El nimero de documentos publicados en revistas de
alto impacto segtin la base de datos de Scopus con la palabra clave rolling contact
fatigue mostrado en la Figura 1.3 es un indicativo claro del interés creciente en el

fallo por RCF, en el que se ve un aumento notable a partir del afio 2000.
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Figura 1.3: Documentos publicados por ano para la palabra clave rolling contact

fatigue en la base de datos de Scopus.

A pesar de que las tensiones residuales afectan al comportamiento de un compo-
nente en servicio, las especificaciones requeridas en procesos de temple por induc-

cién residen habitualmente en la profundidad de la capa templada y la dureza de
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ésta, dejando de lado la aportacién que las tensiones residuales generadas pueden
ejercer de cara al fallo por fatiga o solicitaciones extremas. Por lo tanto, considerar
las tensiones residuales y con ello, el beneficio que éstas ofrecen, no es un proceso
habitual en los andlisis numéricos de vida a fatiga, ya que habitualmente se des-
conoce el nivel de tensiones residuales obtenidas en los componentes. Uno de los
retos a los que se enfrenta la industria actualmente es la de disefiar nuevos compo-
nentes con mayores solicitaciones de carga. Para dar respuesta a esta problematica,
considerar las tensiones residuales en los andlisis a fatiga podria mejorar las pre-
dicciones de vida realizadas, evitando un sobre-dimensionamiento innecesario de
estos componentes.

1.3. Objetivos

El principal objetivo de esta tesis doctoral es el desarrollo de un modelo de
simulacion en el software ANSYS que sea capaz de predecir la generacién de ten-
siones residuales derivadas del proceso de temple por induccién. Puesto que la
relacion entre las tensiones residuales generadas por el temple por induccion y el
comportamiento de los componentes ante cargas que generan fallo por RCF no esta
ampliamente estudiado, se ha establecido un segundo objetivo, que pretende dar

respuesta a esta cuestién. De esta forma, se han establecido los siguientes objetivos:

= Desarrollar un modelo de calentamiento por induccién computacionalmente
eficiente, que permita evaluar casos de estudio de forma rapida, ofreciendo la
posibilidad de realizar estudios numéricos para la optimizacién o la puesta en
marcha de un proceso de temple por inducciéon. Este modelo se ha de validar
mediante andlisis experimentales.

= Desarrollar un modelo multifisico acoplado incluyendo la generacion de ten-
siones residuales y evolucién de microestructura y dureza en el software de
calculo ANSYS. Se estudiaré el impacto de los diferentes modelos de célcu-
lo y los componentes de generaciéon de tensiones residuales en la prediccién

numérica.

= Estudiar la influencia de las tensiones residuales generadas en el temple por
induccién en la fatiga por rodadura o rolling contact fatigue. Para ello, se ha
de realizar una busqueda para dar con un ensayo tipo que pueda incorporarse
al banco de ensayos existente en Ikerlan. La influencia de las tensiones residua-

les se estudiard de forma experimental y numérica, calculando las tensiones
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aplicadas con el modelo multiaxial de Dang Van. Se estudiara la idoneidad
de tres magnitudes de cortadura critica diferentes en funcion de la prediccién

de vida 1til y la localizacién del dano maximo.

1.4. Estructura del documento

El documento se estructura en varios capitulos en los que se tratard de dar

respuesta a los objetivos planteados:

= Capitulo 2: En este capitulo se establece el marco tedrico y se realiza una
profunda revision del estado del arte, identificando las necesidades encontra-

das.

= Capitulo 3: En este capitulo se presenta el desarrollo de un método de
calculo eficiente para el calentamiento por inducciéon basado en un modelo
semi-analitico. Posteriormente, se muestra la validacion experimental y nu-
mérica del modelo desarrollado, junto con una comparacién de los resultados
obtenidos utilizando otros softwares de simulaciéon multifisica en términos de

tiempo computacional y prediccion.

= Capitulo 4: En este capitulo se muestra el desarrollo de un modelo de calculo
multifisico acoplado para resolver el problema del temple por induccién, que
permite calcular las transformaciones microestructurales, la dureza y las ten-
siones residuales generadas durante el proceso. También se analiza el impacto
de la plasticidad TRIP en la prediccion de las tensiones residuales.

= Capitulo 5: En este capitulo se estudia la influencia de las tensiones residua-
les generadas por el temple por induccién en el rolling contact fatigue. Para
ello, se desarrolla una metodologia de calculo de vida a fatiga considerando
las tensiones residuales. A su vez, se realiza un estudio experimental en el
que se comparan las vidas obtenidas en probetas con diferentes perfiles de
tensiones residuales. Se comparan tres magnitudes de tensién de cortadura
que, aplicadas en el criterio multiaxial de Dang Van, ofrecen resultados de

prediccién de vida 1til y localizacion del dano maximo.

= Capitulo 6: En este capitulo se resumen las conclusiones obtenidas en el
desarrollo de esta tesis doctoral, se presentan las principales aportaciones
realizadas y se marcan las lineas futuras que den continuidad al estudio rea-

lizado.



Capitulo 2

Estado del arte y marco

tedrico

Resumen:En este capitulo se establece el marco teorico en el que se basan
el temple por induccion y su simulacion y se recogen los aspectos mds relevantes
del proceso, asi como el resultado de la revision del estado del arte. Se tratan
principalmente los modelos analiticos y numéricos de los campos fisicos que toman
parte en el temple por induccion y las tensiones residuales, haciendo hincapié en

el origen de su formacion y su efecto en la vida a fatiga de los componentes.
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2.1. Tratamientos térmicos e ingenieria de super-

ficies

El principio basico de un tratamiento térmico consiste en calentar un compo-
nente hasta las temperaturas requeridas (normalmente alrededor de 850 °C para
aplicaciones de endurecimiento en aceros) y posteriormente enfriar la pieza para
conseguir los resultados deseados, que pueden ser endurecimiento, ablandamiento,
homogeneizacién de tensiones o microestructuras, entre otros. Dependiendo de las
velocidades de calentamiento y enfriamiento, asi como de las temperaturas alcan-
zadas o los tiempos de mantenimiento, el resultado del proceso puede ser completa-
mente diferente. Generalmente, al aplicar un tratamiento térmico a una aleacién de

hierro y carbono, se espera que se produzcan transformaciones microestructurales.

2.1.1. Microestructura del acero

Los aceros estan compuestos principalmente por hierro y carbono, con pequenas
trazas de otros elementos de aleacion en funcién de los requisitos del material y de
su proceso de produccion. La Figura 2.1 muestra un diagrama de equilibrio hierro-
carbono, que describe las temperaturas criticas y las fases microestructurales de
las aleaciones en funcién de su contenido en carbono. Es comun en la literatura
y en la industria distinguir dos tipos de aleaciones hierro-carbono: los aceros por
debajo de aproximadamente el 2% de peso de carbono y las fundiciones por encima
de este valor. Entre los aceros, podemos distinguir aleaciones hipoeutectoides e
hipereutectoides, en funcién de su contenido en carbono. El punto eutectoide se
define en un contenido en carbono del 0.77 %, aunque a nivel industrial se considera
un rango mas amplio que varfa entre 0.76 % y 0.8 % (Rudnev et al., 2017; Krauss,
2015).

Fases microestructurales y estructuras cristalinas del acero

Desde el punto de vista microscopico, el acero puede mostrar diferentes dis-
posiciones en funcién de la dindmica del proceso de produccién, su composicién
quimica y los tratamientos térmicos aplicados. Al hablar de tratamientos térmicos,
es tipico distinguir entre diferentes fases microestructurales: austenita, ferrita, ce-
mentita, perlita, bainita y martensita, siendo esta tltima la méas importante para

las aplicaciones de endurecimiento.

Los d4tomos de hierro forman agrupaciones con diferentes disposiciones, que se
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Figura 2.1: Diagrama de equilibrio hierro-carbono (Behera et al., 2011).

denominan cristales. Los atomos de carbono, asi como otros elementos de aleacion,
pueden ocupar los huecos entre los dtomos de hierro (llamados cavidades intersti-
ciales) si son lo suficientemente pequefios o incluso sustituir a los d4tomos de hierro
en caso de elementos de aleacién mas grandes. Estas celdas o cristales se apilan en
granos, formando las fases microestructurales principales del acero (Krauss, 2015;
Askeland, 1996; Smith, 1999; William and Callister, 1995).

Ferrita La celda unitaria de las estructuras ferriticas a temperaturas inferiores
a 912 °C es un cubo equidistante que contiene dos dtomos de hierro, uno en el
centro del cubo y otro atomo que se reparte entre las celdas vecinas, cada una de
las cuales tiene un octavo de atomo en cada esquina, construyendo un tinico atomo
por celda (ver Figura 2.2 (a)). Esta disposicién se denomina Body Centered Cubic o
BCC. Debido a las pequenas cavidades intersticiales, puede caber tnicamente una
cantidad muy limitada de carbono en la célula (0,006 % a temperatura ambiente).
Debido a su baja cantidad de carbono, las estructuras ferriticas tienen una baja
dureza y una alta ductilidad.

11
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Austenita Por otro lado, las estructuras austeniticas, formadas a temperaturas
mas elevadas, también se disponen de forma cubica, pero su entramado es cuibico
centrado en las caras (FCC por sus siglas en inglés, Face Centered Cubic), donde
cada una de las seis caras tiene un atomo en el centro, llegando a cuatro atomos por
celda unitaria (ver Figura 2.2 (b)). Todos los 4tomos del cristal FCC se comparten
con las celdas unitarias adyacentes. En la austenita, las dimensiones de la red en las
celdas unitarias son mayores que las de la ferrita, lo que aumenta el espacio entre los
atomos de hierro, permitiendo un mayor contenido de carbono en cada celda. Sin
embargo, al contener cuatro atomos por celda en lugar de dos, las celdas austeniticas
son mas densas. A pesar de que la austenita se forma y es estable a partir de
una temperatura elevada determinada, hay algunos aceros, como los inoxidables,
que pueden contener austenita estable a temperatura ambiente, lo que se consigue
aplicando un tratamiento térmico muy especifico. La microestructura austenitica
es muy maleable y suele ser necesaria cuando se esperan grandes deformaciones en

el proceso de produccién.

Cementita Al enfriar lentamente el acero desde la fase austenitica, el carbono es
forzado a salir de la red y comienza a formarse la microestructura ferritica. Debido
a su limitada cantidad de carbono, es muy tipico superar este valor por difusién
en condiciones de enfriamiento lento, lo que provoca la formacién de carburos que
pueden quedar atrapados en la solucién sélida. Estos carburos tienen la composiciéon
quimica FegC y la fase que forman se llama cementita. La formacién de cementita
depende del contenido de carbono del acero. La cementita es, debido a su alto
contenido en carbono, muy dura pero fragil, con muy poca resistencia a la iniciacién
y propagacion de grietas. Debido a su fragilidad, no es deseada en aplicaciones de
endurecimiento.

Perlita La mezcla laminar de ferrita y cementita se denomina perlita y esta
formada por capas alternas de ambas fases. Ademads de ferrita, la perlita puede
contener una cantidad limitada de carbono, que en este caso es siempre del 0,77 %
(Askeland, 1996). La celda unitaria de la perlita contiene dos cristales de ferrita
y cementita y se denomina colonia. Las colonias de perlita tienen una orientacién
cristalografica preferente y forman paquetes dentro de los granos de austenita. El
acero perlitico se utiliza para aplicaciones en las que se requiere una alta resistencia

y suele ser necesaria para aplicaciones de conformado.
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Bainita Al enfriar la austenita a mayor velocidad, también puede formarse otra
mezcla de ferrita y cementita, denominada bainita. Se forma entre las temperatu-
ras ferriticas y martensiticas y su microestructura es principalmente ferritica con
pequenos precipitados de cementita, que forman finas agujas dentro de la matriz
de ferrita. La bainita es mas dura que otras estructuras ferriticas debido a los pre-
cipitados, por lo que su ductilidad es menor. Sin embargo, no es tan frégil como la
martensita. La estructura bainitica se busca en aplicaciones en las que pueden darse
problemas de agrietamiento durante los procesos de temple y en las que el objetivo

es obtener una buena relacién resistencia-ductilidad sin tratamientos adicionales.

Martensita Cuando las estructuras FCC se enfrian muy rapidamente, no hay
tiempo suficiente para que los atomos de carbono se difundan fuera de los cristales
y se quedan atrapados dentro de los cubos, creando cristales tetragonales centrados
en el cuerpo (Body Centered Tetragonal o BCT), que se forman a partir de cristales
cubicos tensionados y saturados en carbono. Los cristales BCT forman martensita,
la fase més dura pero fragil de los aceros y se obtiene normalmente en procesos de
endurecimiento, en los que la velocidad de enfriamiento es elevada. La martensita
es una fase metaestable, por lo que no se muestra en el diagrama hierro-carbono,
en el que se indican las fases estables. En la Figura 2.2 (c) se muestra la estructura
BCT.

Figura 2.2: Estructuras cristalinas a) Body Centered Cubic (BCC) and b) Face
Centered Cubic (FCC) y ¢) Body Centered Tetragonal (BCT).

2.1.2. Transformaciones de fase y temperaturas criticas

Cuando un acero se calienta y sobrepasa la llamada temperatura de inicio de
austenizacién AC, comienza a formarse austenita, cuya transformacién se completa
a la temperatura AC3 o temperatura de fin de austenitizaciéon. Estas temperatu-

ras varian en funciéon de la composicién quimica del material y de la velocidad
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de calentamiento. Los valores habituales para las temperaturas de inicio y fin de
austenitizacién son 700-800 °C y 700-900 °C, respectivamente, y pueden calcularse
utilizando las ecuaciones (2.1) y (2.2) (Fisk et al., 2018).

ACy =723 —10,7Mn — 16,9Ni + 29S5i + 16,9Cr + 290As + 6,4W (2.1)

AC35 = 912 — 203v/C — 15,2Ni + 44,7Si 4+ 104V + 31,5Mo + 13,1W

2.2
+30Mn — 11Cr — 20Cu + 700P + 400Al 4 120As + 400Ti (22)

Los diagramas TTA (Time-Temperature- Austenitization) como el mostrado en
la Figura 2.3 muestran la formacién de austenita y la relacién de las temperaturas
criticas de austenitizacion a diferentes velocidades de calentamiento. Por encima
de la temperatura AC3 se puede ver que la austenita se homogeneiza, es decir, los
granos de austenita adquieren un tamano similar, con temperaturas superiores a
ACs.

Cuando la austenita comienza a enfriarse, se forman diferentes fases dependien-
do de la velocidad de enfriamiento, y las transformaciones pueden distinguirse en
base a la difusién del carbono que hay en el interior de los cristales, pudiendo cla-
sificar las transformaciones en dos grupos (Krauss, 2015; Askeland, 1996; Smith,
1999; William and Callister, 1995):

= Transformaciones con difusién son aquellas en las que el enfriamiento
lento permite la difusién del carbono hacia fuera de los cristales de austenita.
Este proceso produce microestructuras como ferrita, perlita o bainita. En es-
tos procesos existe un tiempo, denominado tiempo de incubacién o nucleacién,
que se da entre el comienzo del enfriamiento y el comienzo de la transforma-
cién, y en el que no se da ninguna transformacién. Las transformaciones con
difusién estan acompanadas por cambios de composicién quimica entre fases

ademads de la transformacién de estructura cristalina.

= Transformaciones sin difusiéon son aquellas en las que el enfriamiento
ocurre de forma tan rapida que no permite la difusién del carbono, quedando
éste atrapado en el interior de los cristales, aportando una gran dureza y
distorsién a los cristales. La fase martensita se genera a través de una trans-
formacion no difusiva y este proceso depende tinicamente de la temperatura,
puesto que no hay periodo de incubacion. A diferencia de las transformacio-

nes con difusién, en el proceso se transforma la estructura cristalina pero no
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su composicién quimica.
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Figura 2.3: Diagrama TTA para 42CrMo4. Reproducido desde: (Krauss, 2015).

Puesto que las cinéticas de transformacién se ven afectadas principalmente
por la velocidad de enfriamiento, la obtencién de diagramas isotérmicos (TTT,
Time-Temperature- Transformation) y no isotérmicos (CCT, Continuos-Cooling-
Transformation) es indispensable para evaluar las fases microestructurales que se
forman para cada material y caso concreto. En la Figura 2.4 (a) se muestra una
representacion esquemdtica de un diagrama TTT, mientras que en (b) se muestra
un diagrama CCT.

La transformacién martensitica comienza a una temperatura determinada, de-
nominada Mg (temperatura de inicio de martensita), que depende de la composi-

cién quimica. Para calcular Mg existen varias ecuaciones desarrolladas por diversos
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Figura 2.4: Diagramas TTT (a) y CCT (b) para un acero AISI 4140 (Buchmayr
and Kirkaldy, 1990).

autores basadas en la composicién quimica de los aceros. La ecuacién (2.3) muestra

el modelo més utilizado en la literatura para calcular Mg (Fisk et al., 2018).

Mg = 561 — 474C — 33Mn — 17Ni — 17Cr + 21Mo (2.3)

En el temple por induccién, por su naturaleza rapida, se suele considerar habi-
tualmente que tnicamente se generan martensita y bainita, teniendo normalmente
fracciones de perlita y ferrita por debajo del 1% (Duffett, 2015; Cao et al., 2012),

por lo que se suelen despreciar en los modelos numéricos.

2.1.3. Clasificacion de los tratamientos térmicos

Existen una gran variedad de técnicas de tratamiento térmico utilizadas actual-
mente en la industria. La clasificacién de los tratamientos térmicos se divide en
dos grandes grupos en funcién del drea de aplicacién del tratamiento, que puede
ser en volumen o superficial. Los tratamientos térmicos en volumen son los que se
aplican en toda la secciéon del componente, donde se espera cierta homogeneidad en
la microestructura y dureza obtenidas. Normalmente, el calentamiento se realiza
en hornos de llama o de gas para estas aplicaciones. Por otro lado, los tratamientos
térmicos superficiales suelen aplicarse a una capa superficial de espesor variable,
mientras que el niicleo permanece inalterado. Estos procesos suelen ser considera-

blemente més rapidos que los aplicados en volumen. El diagrama de la Figura 2.5
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muestra la clasificaciéon de los principales tratamientos térmicos existentes.

Convencional

Austempering J

Martempering

Normalizado
Térmicos

En volumen

[ Tratamientos térmicos

Induccién

Superficial

Carburizacion

Nitruracion

Carbonitruracién ]

Figura 2.5: Clasificacién de los principales tratamientos térmicos.

A continuacién, se ofrecen los detalles méas significativos de los tratamientos
térmicos méas importantes y se representan esquemdticamente en la Figura 2.6
sobre un diagrama TTT simplificado que se muestra en la Figura 2.6 (a) (ASM
International, 1991; Simsir, 2014).

Recocido y normalizado El objetivo de los procesos de recocido y normalizado
suele ser ablandar el material para mejorar su conformabilidad o maquinabilidad.
La temperatura del componente se aumenta hasta temperaturas criticas en ambos
casos y el enfriamiento se realiza muy lentamente dentro de un horno en el caso
del recocido. En el caso del normalizado, el enfriamiento se realiza a temperatura

ambiente fuera del horno.

Los aceros tipicos que requieren recocido son los aceros inoxidables y de alta
aleacion, debido a su alta resistencia a los procesos de conformado del material. En
el caso del recocido, dado que se necesita un horno para realizar el tratamiento tér-
mico completo, es un proceso caro y poco eficiente. La microestructura de un acero
recocido es muy homogénea debido a su proceso de enfriamiento controlado. Por

otro lado, en el normalizado la etapa de enfriamiento no se controla tan bien como
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dentro de un horno, por lo que la microestructura resultante no es tan homogénea
como la que se obtiene mediante el recocido. Este proceso también se realiza para
que los materiales sean més blandos, aunque su objetivo principal es el de relajar
las tensiones internas del material. La Figura 2.6 (b) muestra una representacién
esquematica del proceso de normalizado en lineas rojas, donde se puede ver que el
proceso de enfriamiento es mas rapido que en el proceso de recocido, mostrado en

lineas azules.

Temple El temple convencional se realiza en componentes que requieren gran du-
reza y resistencia. Una vez que el material ha alcanzado las temperaturas criticas de
calentamiento y esta totalmente austenizado, se enfria rapidamente, normalmente
sumergiendo la pieza en banos de aceite, agua o polimeros acuosos, o a través de
duchas de temple. Debido a la rapidez del enfriamiento, se obtiene martensita, que
resulta en un material duro pero fragil. Por ello, suele requerir un proceso posterior
denominado revenido. La Figura 2.6 (c¢) muestra dos procesos de temple diferentes,
donde el temple con agua (en rojo) es més rdpido que el temple con aceite (en
magenta).

El temple también se puede realizar de forma interrumpida, en la que destacan

dos tratamientos: martempering y austempering.

= Martempering La pieza caliente se enfria rapidamente, pero la temperatura
se mantiene ligeramente por encima de la temperatura de inicio de marten-
sita y, a continuacién, se inicia una segunda fase de enfriamiento, en la que
se busca la transformacién martensitica (ver Figura 2.6 (c), donde se repre-
senta el proceso en azul). El objetivo de este enfriamiento interrumpido es la
homogeneizacion de las temperaturas en la pieza, reduciendo las distorsiones
y tensiones residuales que se generan durante el proceso.

= Austempering Al igual que en el martempering, el componente se calienta
y se enfria rdpidamente, pero la temperatura se mantiene por encima de la
temperatura de inicio de la martensita durante mas tiempo para evitar la
formacién de martensita en la pieza (ver Figura 2.6 (c¢), donde se representa

el proceso en verde). Se busca la generacién de una fase bainitica completa.

Revenido El proceso de temple suele ir seguido de un revenido para reducir la
fragilidad de la martensita ya templada, a costa de reducir su dureza. El material
se calienta a una temperatura media, normalmente entre 200 y 600 °C (siempre

por debajo de ACY) y se mantiene durante un tiempo determinado, normalmente
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mayor a una hora. Dependiendo de la temperatura y el tiempo de mantenimiento,
se pueden obtener diferentes durezas. La Figura 2.6 (d) muestra un proceso de
temple seguido de un revenido.
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Figura 2.6: Representacién esquemdtica de a) diagrama TTT simplificado y de
los procesos de b) normalizado (rojo) y recocido (azul) ; ¢) temples con agua (ro-

jo), aceite (magenta), martempering (azul) y austempering (verde) ; d) temple y
revenido posterior.

Tratamientos superficiales Los tratamientos superficiales son aquellos que en-
durecen la zona superficial y sub-superficial de los componentes mientras que el

ntcleo permanece ductil. Se clasifican en dos grupos: procesos termoquimicos y
térmicos.
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= Tratamientos termoquimicos Los procesos termoquimicos més utilizados

en la industria son la carburizacién, la nitruracién y una combinacién de am-
bas, la carbonitruracion. Los tratamientos termoquimicos se llevan a cabo en
el interior de un horno con una atmosfera controlada rica en carbono o nitro-
geno, dependiendo del proceso. Se trata de, a través de los gases aplicados,
anadir carbono o nitrégeno a la superficie de los componentes, obteniendo
una capa de profundidad limitada de gran dureza y resistencia, puesto que
ambos elementos dotan de una gran dureza a los cristales. Se considera que
estos procesos se aplican a profundidades inferiores a 1 mm.

Temple por induccién El calentamiento se realiza a través de la generacién
de campos magnéticos alternos que inducen corrientes parasitas en la super-
ficie de las piezas a templar, que se calienta por el efecto Joule. Se aplica

normalmente a capas del orden de varias micras a varios milimetros.

Temple por laser y haz de electrones El calentamiento se realiza me-
diante la aportacion de energia por un haz ldser o haz de electrones para
generar un calentamiento rapido en la superficie de la pieza. La profundidad
de capa templada suele situarse por debajo de 2 mm con este tipo de procesos,

pudiendo llegar excepcionalmente a aproximadamente 4 mm.

Temple por llama El calentamiento localizado se consigue a través de llamas
de gas (tipicamente acetileno o propano) aplicadas mediante uno o varios
cabezales. Se puede obtener una profundidad superior a la del temple por

laser con esta técnica.

Dependiendo de la profundidad de la capa, la etapa de temple puede realizarse

mediante enfriamiento por aire (comin para operaciones de ldser de pequena pro-

fundidad) o utilizando fluidos de temple para mayores profundidades. Aunque el

endurecimiento por induccién se considera un proceso superficial, es posible rea-

lizar operaciones de temple méasico o en volumen mediante el calentamiento por

induccién.

A pesar de aplicar un temple superficial, no es comun realizar el revenido super-

ficialmente, por lo que los componentes endurecidos superficialmente que requieren

una relajacion de las tensiones y una reduccion de la fragilidad se revienen normal-

mente en volumen en un horno.

20



Temple por induccién

2.2. Temple por induccién

El proceso de temple por induccién se aplica normalmente a componentes con
requerimientos especificos en cuanto a resistencia, dureza o comportamiento a fa-
tiga. Como se ha mencionado anteriormente, se consigue un endurecimiento loca-
lizado en la zona superficial de los componentes, aunque, con unos parametros de
proceso adecuados, es posible utilizar el temple por induccién para templar piezas
en volumen. El proceso tiene dos etapas principales, calentamiento y enfriamiento,
y consiste en calentar un material eléctricamente conductor mediante la aplicaciéon
de un campo magnético alterno (Simsir, 2014; Rudnev and Loveless, 2014a; Rudnev
et al., 2017; Krauss, 2015; ASM International, 1991; Davies, 1990; Grum, 2013).

El principio fisico en el que se basa del temple por induccion es el calentamiento
sin contacto que se genera en la zona superficial del componente al ser ésta afectada
por las corrientes parasitas que se inducen en la pieza debido al campo magnético
alterno generado por un inductor. Es decir, la corriente alterna que se aplica al
inductor genera un campo magnético alterno a su alrededor, afectando a cualquier
componente metalico que se coloca en su proximidad. El componente a templar se
coloca normalmente a una distancia de pocos milimetros de distancia del inductor,
por lo que el campo magnético altera el acero y aparecen corrientes parasitas o
corrientes de Foucault en la zona superficial, cuya frecuencia es idéntica a la de
la corriente del inductor. Las corrientes inducidas en el material generan calor
mediante la disipacion de energia y éste se calienta. Por lo tanto, el fenémeno de la
induccién electromagnética se basa en tres principios (Simsir, 2014; Rudnev et al.,
2017; Davies, 1990; Grum, 2013):

1. Transferencia de energia desde el inductor a la pieza que va a ser calentada,

por medio de campos electromagnéticos.
2. Transformacién de la energia eléctrica a calor, debido al efecto Joule.
3. Transmision del calor dentro de la pieza, mediante la conduccién térmica.

Durante el proceso, la capa superficial del componente de acero a templar se
calienta por las corrientes inducidas, alcanzando temperaturas superiores a las tem-
peraturas criticas de austenizacién. La profundidad de la capa calentada depende
de los pardmetros del proceso (frecuencia, intensidad de la corriente y tiempo) y
de las propiedades del material. Tras el calentamiento, se aplica un enfriamiento,
normalmente mediante el uso de duchas o por inmersién en un medio de temple. El
rapido enfriamiento de la zona austenizada favorece su transformacion a fase mar-

tensitica. El temple por induccién se aplica normalmente a aceros hipoeutectoides
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con contenidos de carbono entre 0.3 % y 0.7 % (Simsir, 2014; Rudnev and Loveless,
2014b). En la Figura 2.7 se muestra una configuracién tipica de un proceso de

temple por induccién y los elementos principales que componen el sistema.

Induct
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Figura 2.7: Representacion esquematica de una configuracién tipica de un proceso

Fluido de temple

de temple por induccién y sus elementos principales.

Como resultado del proceso de temple por induccién, podemos encontrar una
capa de martensita en la zona superficial, cuya dureza es elevada. Inmediatamente
después de la denominada capa templada, se encuentra la zona de transicion entre
zonas templada y no templada, en el que se observan gradientes de microestructura
y dureza considerables. El niicleo de los componentes, al no haber superado la
temperatura de austenizacién, se encuentra con la microestrctura inicial inalterada
de menor dureza. Sin embargo, las propiedades finales dependen altamente del
proceso al que se somete la pieza, ya que se trata de un proceso muy sensible a
los pardmetros de entrada (Rudnev et al., 2017; Krauss, 2015; ASM International,
1991; Davies, 1990; Grum, 2013).

En lo que respecta a tensiones residuales, la capa templada suele encontrarse
a compresién, mientras que en el nicleo no templado las tensiones pasan a ser de
traccién (Simsir, 2014). La Figura 2.8 muestra una distribucién tipica de las tensio-
nes residuales tras un proceso de temple por induccién, en el que se pueden observar
las tensiones de compresién en la superficie y la transicién entre las tensiones de
compresiéon y tracciéon en la zona no templada.

El temple por induccién es un tratamiento ampliamente utilizado en la indus-
tria para componentes muy variados, desde pequenos componentes de automocién
hasta grandes componentes en el sector de las energias renovables. Sin embargo,
al tratarse de un proceso en el que los fendémenos fisicos se interrelacionan de una

forma tan compleja, ha confinado el control de este proceso y su optimizacién en
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Figura 2.8: Distribuciéon habitual de las tensiones residuales tras el temple por

induccién.

manos de expertos, ya que el know-how es primordial (Candeo et al., 2011; Simsir,
2014; Rudnev and Loveless, 2014b). Este hecho hace que la simulacién numérica
y especialmente, un correcto modelado, sea clave en el desarrollo del proceso y su

optimizacion.

2.2.1. Temple por induccién en la industria

Los sistemas de calentamiento por induccién se componen principalmente de
convertidores e inversores, que convierten la corriente de linea a baja frecuencia a
corriente continua y posteriormente a corriente alterna a una frecuencia definida
por el usuario, aunque la construccién de este sistema puede variar en funciéon de
la aplicacién. En aplicaciones de temple por induccién, el control del sistema en
la fase de calentamiento suele realizarse por potencia y frecuencia de corriente. La
Figura 2.9 muestra los rangos tipicos de potencia y frecuencia utilizados en los
tratamientos térmicos por induccién.

La geometria del inductor es critica para obtener la capa templada deseada
y debe definirse para cada caso particular. El diseno de inductores es un tema
complejo que actualmente se lleva a cabo generalmente en base al know-how de

los operarios, que trabajan con tubos de cobre que se moldean acorde al disefio
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Figura 2.9: Rangos de potencia y frecuencia utilizados en tratamientos térmicos
por induccién (Grum, 2013).

seleccionado. Sin embargo, en los ltimos anos se han desarrollado nuevos métodos
de fabricacién de inductores, principalmente a través de impresion 3D y sinterizado

de cobre (Eldec LLC, 2017). La Figura 2.10 muestra diversos inductores disenados
para casos especificos.

Figura 2.10: Inductores de geometrias diversas (Eldec LLC, 2017).

Los inductores generalmente se refrigeran mediante la circulacion de refrigeran-
tes por su interior ya que la elevada potencia a la que trabajan podria llegar a
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fundir el material. Ademads, el aprovechamiento energético es mejor al mantener el
inductor a temperaturas bajas, puesto que las propiedades electromagnéticas son

mas favorables.

El enfriamiento se puede realizar con diferentes medios de temple, cuya seleccién
depende de la templabilidad del material, la geometria o la velocidad de enfriamien-
to necesaria para obtener las propiedades deseadas. Los medios de temple pueden
ser (ASM International, 1991):

= Aceite, que puede contener aditivos
= Agua, que puede contener aditivos

= Polimeros acuosos

Independientemente del medio de temple, existen varias técnicas que se pueden

utilizar para la etapa de enfriamiento (ASM International, 1991).:

= Enfriamiento directo es la técnica més utilizada en la industria y se refiere

al temple llevado a cabo directamente desde la temperatura de austenizacién.

= Enfriamiento por tiempo de exposicion es utilizada cuando la velocidad
de enfriamiento de la pieza debe ser bruscamente modificada. Se controla el
tiempo de exposicién de la pieza al medio de temple y se cambia la velocidad
de enfriamiento mediante un cambio de medio de temple dependiendo de los

resultados que se quieran obtener.

= Enfriamiento selectivo se utiliza cuando hay algunas areas de la pieza que
no se quieran templar o enfriar bruscamente. Para ello se aisla el area en el

que no se desea un enfriamiento rapido.

= Enfriamiento interrumpido se refiere al enfriamiento réapido de la pieza
desde la temperatura de austenizacién hasta una temperatura ligeramente
superior a la temperatura de comienzo de martensita (Mg). En ese momento,
se mantiene la temperatura por un instante y se procede al enfriamiento en
aire. El temple interrumpido se utiliza en los procesos de austempering y
martempering, que dependen de las temperaturas de interrupcién y tiempos

de mantenimiento.

Normalmente, el enfriamiento se suele realizar con inmersién del componente
en el medio de temple o a través de un enfriamiento por spray. En este caso, se

dirigen corrientes de alta presién del medio de temple hacia la pieza en la que se
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quiere realizar un enfriamiento rapido. Se trata de un enfriamiento rapido por las
gotas de medio de temple que se generan que impactan en la pieza y evacuan calor
de una forma muy eficiente.

En términos generales, el temple por induccion se puede clasificar en tres grupos
principales: temple volumétrico, temple superficial y temple en barrido o scanning.
En el caso del temple volumétrico o temples superficiales de gran profundidad de
capa, el objetivo es el de obtener temperaturas de austenitizacion en una secciéon de
gran tamano. Aunque en piezas pequenas es posible realizar el proceso de calenta-
miento de forma continua, en piezas de mayor secciéon es comun realizarlo de forma
discontinua para evitar problemas de sobrecalentamiento y crecimientos excesivos

de grano en la zona superficial. Para ello, existen dos técnicas que se pueden utilizar

= Calentamiento por induccién-conduccién o intermitente (on/off)
El calentamiento se realiza mediante la aplicacién controlada de impulsos de
induccién. De esta forma, cuando la induccién estd en marcha (on) el calor se
genera en la zona superficial por el efecto Joule, mientras que cuando el im-
pulso termina (off), el calor se conduce a las zonas més frias, homogeneizando

la temperatura en la seccién.

= Calentamiento de doble frecuencia El calentamiento se realiza mediante
la aplicacion selectiva de corriente a dos frecuencias diferentes, ya que estas
penetran de forma diferente en la pieza. A frecuencias altas, las corrientes
parasitas se concentraran en la superficie, mientras que las frecuencias bajas
permiten calentar la pieza a una profundidad mayor. El coste de aplicar esta
técnica es mayor, ya que requiere dos sistemas de condensadores para poder

controlar la frecuencia.

En el caso del temple superficial, el inductor puede mantenerse estatico o mo-
verse con una velocidad relativa respecto a la pieza a templar, lo que se denomina
scanning. En ambos casos, es comun que las piezas cilindricas roten en su propio
eje para homogeneizar el calentamiento. Existen por lo tanto diferentes estrategias

de calentamiento y temple que se pueden utilizar (Rudnev et al., 2017).

= Single shot o estatico Tanto la pieza como el inductor se mantienen es-
taticas y el proceso se realiza en dos etapas, una de calentamiento y otra de
enfriamiento posterior. Segtin la geometria de la pieza, puede haber rotaciéon
del componente para homogeneizar el calentamiento en piezas axisimétricas
0, si la geometria es mas compleja, el inductor tendrd una geometria irregular

que se acople a la pieza y se realiza en estatico.
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= Scanning la pieza y el inductor se mueven con velocidad relativa entre ellos.
Normalmente, la ducha de enfriamiento se coloca inmediatamente después
del inductor, por lo que el temple puede realizarse en pocos segundos y el

proceso ocurre de forma simultanea.

= Temple continuo las piezas van pasando por un sistema de inductores, que
normalmente utilizan diferentes configuraciones de frecuencia y potencia. Se
utiliza habitualmente en lineas de produccién con piezas estandar que suelen

moverse a través de cintas transportadoras.

En el caso particular de los rodamientos de gran tamano, la superficie de las
pistas se templa hasta una profundidad definida, cuyo valor puede ascender a los 10
mm en los rodamientos mas grandes. Para poder dar respuesta a las especificacio-
nes, el temple por induccién se realiza en scanning. Sin embargo, hay un problema
asociado al temple de aros y rodamientos, denominado soft zone o soft-spot, que
ocurre porque el punto de inicio y fin del scanning coinciden (Doyon et al., 2014).
En este punto, se puede generar una zona mas blanda al calentar la zona dos veces:
en la primera se realiza un temple mientras que en la segunda se puede dar un
revenido. Para evitar este problema, se ha de dejar una zona del aro sin templar,
que adquiere el nombre de soft-spot, cuya dureza serd la del material base, consi-
derablemente mas baja que la de la zona templada. Esto puede generar problemas
durante el servicio del componente, por lo que se ha de asegurar que el soft-spot se

localice en una zona que no estara sometida a altas cargas en contacto.

2.2.2. Parametros principales

En la aplicacion industrial del temple por induccién, existen ciertos pardmetros
de entrada que se pueden controlar en el proceso. Cada uno de estos parametros
impacta en diversos aspectos y con diferente magnitud en el resultado final (Li and
Ferguson, 1985; Russell et al., 2016; Sun et al., 2018)

= Potencia de calentamiento por induccién que depende de los requerimientos

de la propia produccién, geometria y material.

= Frecuencia de la corriente alterna que afecta directamente en la densidad
de corriente inducida y por lo tanto en el calor generado. Se relaciona con la
profundidad de endurecimiento. La frecuencia puede ser baja (hasta aproxi-
madamente 7 kHz), media (8 a 40 kHz) o alta (hasta 500 kHz).
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= Velocidad de scanning o movimiento relativo pieza-inductor que define la

magnitud y los ratios de calentamiento.

» Intensidad del medio de enfriamiento que afecta a los ratios de enfria-

miento y, por lo tanto, a las propiedades finales del material.

= Distancia entre inductor y pieza que afecta principalmente a la transmi-

sién de corrientes a la pieza

= Geometria y material del inductor que afecta en la generacién de las co-
rrientes inducidas en la pieza, pudiendo crearse zonas de concentracién de

calor indeseadas en la pieza.

= Existencia de concentradores de flujo o magnetizadores que concentran
las corrientes en zonas de mayor interés, pudiendo reducir la potencia nece-

saria para el proceso.

= Distancia entre inductor y anillo de enfriamiento y su disposiciéon
que afecta en el tiempo de mantenimiento a altas temperaturas (llamado
quench delay time). La combinacién inductor — anillo de temple puede tener
diversas configuraciones. Las mas comunes en soluciones de pequefio tamano
son los inductores integrados a través de los cuales se realiza el chorro de
agua o spray sobre la pieza y los anillos de temple que se mueven detras
del inductor, que pueden tener diversas geometrias. En configuraciones mas
grandes, es comun realizar el calentamiento y el enfriamiento en dos etapas

completamente separadas.

Uno de los principales problemas asociados al temple por induccién es la apari-
cién de grietas de temple, el denominado quench cracking. La aparicién del quench
cracking se ha relacionado con la existencia de zonas de martensita en porcentajes
mayores al 50 % que sufran deformaciones pldsticas elevadas, por encima del 1 %.
Duffett (Duffett, 2015) llev6 a cabo un estudio en el que se analizaba la probabili-
dad de generacion de una grieta segin este criterio con diferentes medios de temple.
Se realiz6 la simulaciéon numérica en el software Sysweld® aplicando enfriamientos
por medio de agua, agua con aditivos y aceites con diferentes agitaciones. El estu-
dio mostr6 que los medios de temple acuosos obtienen muy buenas propiedades en
cuanto a dureza, pero aumentan la probabilidad de que se generen grietas durante
el temple debido a las grandes deformaciones plasticas en las dreas de alta marten-
sita. Los medios aceitosos, por el contrario, ofrecen menores durezas superficiales
pero, mediante una correcta agitacién, reducen las deformaciones plasticas en la

fase martensitica, reduciendo la probabilidad de aparicién de grietas en el temple.
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También pueden darse problemas de distorsién en los componentes templados,
especialmente si éstos contienen tensiones residuales elevadas generadas en procesos
anteriores o un fibrado muy intenso. Existe otra serie de problemas, normalmente
asociados al calentamiento, entre los que se encuentran (Li et al., 2015; Doyon
et al., 2014):

= Superficies quemadas que normalmente ocurren en casos en los que la
profundidad de capa requerida es mayor a la profundidad de penetracién,
por lo que se mantiene la induccién durante méas tiempo del debido. Para
evitar este problema se utiliza el calentamiento por induccién-conduccién o
intermitente.

= Mapa de temperaturas heterogéneo en el que puede haber zonas por
debajo de la temperatura de austenizacion, pudiendo generar capas endureci-
das a diferentes niveles. Las geometrias complejas aumentan la probabilidad
de que se produzcan estos efectos, y es posible controlar este efecto median-
te los parametros geométricos y controles electromagnéticos como diferentes

frecuencias de induccién o el uso de magnetizadores en los inductores.

= Autorevenido que ocurre cuando el nicleo caliente vuelve a aumentar la
temperatura de una zona ya templada, pudiendo producirse un revenido en

la microestructura, bajando la dureza de la zona superficial.

= Tamaiios de grano excesivos asociados a temperaturas demasiado eleva-
das, sobretodo en la superficie del componente. Un tamafio excesivo de grano
suele asociarse a una generacién y sobretodo propagacién de grietas, ya que
se genera una frontera intergranular muy extensa que favorece la propaga-
cién de grietas, como puede observarse en la Figura 2.11. Puede afectar a la

generacion de grietas durante el proceso (quench craking) como en servicio.

Para asegurar un correcto temple, suele ser necesario realizar ensayos destruc-
tivos durante el proceso de definicién de parametros de temple por induccién. Este
hecho repercute en el tiempo y el coste econémico asociados al diseno de nuevos

procesos de fabricacién.

2.2.3. Monitorizacion del proceso y caracterizaciéon de los

efectos

La monitorizacién del proceso, aspecto que toma especial relevancia en la apli-

cacion del proceso a nivel industrial, se puede realizar tanto con los aparatos que
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Figura 2.11: Propagacién de grietas a través de las fronteras intergranulares debido

a un tamano de grano excesivo (Li et al., 2015).

la propia médquina incluye (por ejemplo: medidores de potencia a tiempo real o

energia consumida) como mediante aparatos externos.

Uno de los parametros méas importantes durante el calentamiento por induccién
es la temperatura de la pieza. Aunque existen termopares aptos para las altas
temperaturas que se obtienen en el calentamiento por induccién, es importante
recalcar que al encontrarse en un entorno electromagnético y utilizar un medidor
por contacto que se ha de soldar a la pieza, el termopar puede ser susceptible
a estos efectos. Este hecho hace que el termopar no sea comunmente utilizado
en aplicaciones industriales, especialmente por la falta de comodidad a la hora
de realizar mediciones por la necesidad de soldar los termopares en la pieza a
templar. Sin embargo, a nivel de investigacion, los termopares son los sensores mas
ampliamente utilizados para realizar mediciones de temperatura. A nivel industrial
se utilizan métodos remotos, sin contacto con la pieza, por su simplicidad. Estos
pueden ser pirometros para medir la temperatura en un punto especifico, por lo
que se pueden utilizar para asegurar la repetitividad del proceso en una planta de
fabricacion. Otras alternativas para medir las temperaturas son los termégrafos por
infrarrojos, que ofrecen perfiles de temperaturas e informacién sobre los gradientes
de temperatura a lo largo de la pieza.

Otros aspectos que se pueden monitorizar durante el proceso de temple por
induccién son la frecuencia de magnetizaciéon o los tiempos de calentamiento y
enfriamiento. A nivel industrial la frecuencia es dificil de medir directamente desde
el solenoide, por lo que una técnica comin es medir la corriente de salida al final
de los convertidores de frecuencia y aplicar una calibraciéon para compararla con

la entrada de corriente, dato facilmente obtenible desde la propia méaquina. Por
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otro lado, a nivel de investigacién, los sensores de intensidad se suelen colocar
directamente en la salida del inductor o en el circuito secundario, lo que permite
medir la intensidad de la corriente y su frecuencia real. Los sensores mas utilizados
son las bobinas de Rogowski, ya que se trata de pequenos transductores que ofrecen
mucha flexibilidad a la hora de colocarlos en la maquina.

Respecto a la caracterizaciéon de los efectos del temple por induccién, uno de los
aspectos mas relevantes es la dureza obtenida y el patrén de la capa templada. Para
ello, la técnica mas utilizada en la industria es la de cortar las piezas templadas
y atacar las muestras obtenidas con Nital para poder observar el patrén obtenido,
que se revela con una zona de color diferente al nicleo como se puede apreciar en
las piezas mostradas en la Figura 2.12 (a). Posteriormente, se realizan mediciones
de dureza en la capa con el fin de determinar la profundidad de la zona endurecida.
Las mediciones de dureza en la capa templada se realizan normalmente mediante
un microdurémetro en escala Vickers (ver Figuras b y ¢). Para determinar la dureza
de la superficie de los componentes sin necesidad de preparar las muestras, también
es comun utilizar un durémetro en escala Rockwell C.
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Figura 2.12: a) Inspeccién visual de la capa templada en pistas de rodamientos
(Russell et al., 2016), b) indentaciones con microdurémetro Vickers a lo largo de
la capa templada y c¢) perfil de durezas obtenido (Walvekar and Sadeghi, 2017).

A la hora de realizar un analisis microestructural en detalle, se realizan ob-
servaciones metalograficas, que permiten estudiar la microestructura final de las
piezas templadas. Mediante las observaciones utilizando un Microscopio Optico
(MO) se pueden identificar aspectos como las fases microestructurales que compo-
nen la pieza, su distribuciéon o tamafios de grano obtenidos. Para realizar el estudio
metalografico, se ha de preparar la pieza para el analisis. Primero se ha de cortar la

pieza para obtener una seccién manejable para el microscopio, para lo que se utiliza
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una cortadora de precision. Esta pequena muestra se puede encapsular en pastillas
de resina de tamano definido para un manejo mas facil. Después, se procede a lijar
y pulir la superficie a estudiar, seleccionando las lijas, panos y suspensiones de
diamante méas adecuadas a la microestructura y material. Por altimo, dependiendo
del material a analizar y del objetivo del anélisis, se procedera a realizar el ataque
quimico. Para la observacién de las fases microestructurales en un acero templado
la muestra se ataca con Nital, una solucién de 4cido nitrico (2-5%) con alcohol
ampliamente utilizada para mejorar las propiedades 6pticas de la superficie a ob-
servar y revelar zonas ocultas, puesto que revela los bordes de las fases ferriticas.
Para revelar los bordes de grano o Prior Austenite Grain Boundaries (PAGBs), la
muestra se suele atacar una solucién de dcido Picrico en alcohol (Picral) y HCI,
con el objetivo de revelar la cementita que se encuentra en los bordes de grano de
austenita. Una vez la muestra esté preparada, se utiliza un MO para visualizar la
microestructura de la pieza, detectar las diferentes fases microestructurales exis-
tentes y medir el tamafio de grano en las PAGB reveladas. Si se ha de realizar un
analisis en mayor profundidad, se utiliza normalmente un microscopio electrénico
de barrido o SEM (por sus siglas en inglés, Scanning Electron Microscopy), ya que
ofrece la posibilidad de observar la morfologia de las fases y los granos generados.
En la Figura 2.13 se muestran observaciones microestructurales de MO en la que
se puede ver martensita obtenida desde diferentes temperaturas de austenizacién,

comprendidas entre 750 °C y 1000 °C después de un ataque de Nital.

Figura 2.13: Micrografias de fase martensitica obtenida desde diferentes tempera-

turas de austenitizacién (Li et al., 2015).
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Por 1ltimo, la medicién de tensiones residuales se puede realizar tanto median-
te ensayos destructivos como no destructivos. Dentro del grupo de los ensayos no
destructivos, destacan la difraccion de rayos X y la difracciéon de neutrones, amplia-
mente utilizados en la literatura. En lo que respecta a ensayos semi-destructivos
o destructivos, podemos encontrar el contour method y el Incremental Hole Dri-
lling method (IHD). La Figura 2.14 muestra una comparacién de los métodos de
medicién de tensiones residuales mas utilizados, asi como las profundidades de la
tensiones generadas por los procesos de fabricacién méas comunes y el efecto de las

tensiones en modos de fallo de un componente.
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Figura 2.14: Clasificacién de las técnicas mas utilizadas para la medicién de ten-
siones residuales en funcién de la profundidad de medicién, la profundidad de las
tensiones generadas para diferentes grupos de procesos de fabricacién y efectos de
las tensiones en los modos de fallo més habituales (Los Alamos National Labora-
tory, 2007).
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En la Figura 2.15 se muestra un perfil de tensiones tipico en piezas templadas
superficialmente, en el que se pueden observar las elevadas tensiones de compresién
que se encuentran en la superficie del componente. A medida que la profundidad
aumenta, las tensiones se van relajando hasta llegar a la zona de transicién entre
la zona templada y la no templada, punto en el que las tensiones pasan a ser de
traccién, aunque en menor magnitud que las tensiones superficiales de compresion.
Tras una zona de tensiones de traccién en la zona inmediatamente posterior a la
capa de temple, las tensiones se relajan y se sittian cerca de un estado neutro. En la
Figura 2.15 se comparan las diferentes técnicas no destructivas mencionadas ante-
riormente, la difraccién de rayos X (XRD) a nivel laboratorio junto con la técnica
de eliminacién de capas que permite medir las tensiones a mayores profundidades

y la difraccién de neutrones (ND) llevada a cabo en una instalacién de sincrotron.
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Figura 2.15: Perfil de tensiones residuales tipico caracterizado utilizando diversas
técnicas no destructivas (Holmberg et al., 2016).

La mayoria de los trabajos que se pueden encontrar en la literatura utilizan el
método de XRD para realizar las mediciones, ya que permite evaluar las tensiones
residuales en endurecimientos de poca profundidad producidos por temples muy
superficiales u otras técnicas mecénicas de endurecimiento superficial, como puede
ser el shot peening, més habituales en la literatura. Cuando se utiliza la técnica
de eliminacién de capas, que se realiza de forma electroquimica, la técnica XRD
permite medir tensiones a mayores profundidades, lo que convierte esta técnica

en una buena opcién para capas de mayor profundidad, aunque éstas no sean tan
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habituales en la literatura.

En lo que respecta a los ensayos semi-destructivos y destructivos, las técnicas
de THD y contour method son las mas utilizadas. La método IHD se basa en colocar
una roseta de galgas y taladrar un agujero en el centro, midiendo las deformaciones
asociadas a la relajacion de tensiones residuales en esa area. Siguiendo la normativa,
en casos de tensiones residuales no homogéneas como es el caso del temple por
induccién, la profundidad de medida es de 1 mm. Por otro lado, el contour method
es una técnica que, a diferencia del IHD, permite obtener un mapa completo de las
tensiones residuales en una seccién del componente. Para ello, se realiza un corte
en un plano, llevando las tensiones residuales existentes en la cara a un estado
de relajacién. A continuacién, se realizan mediciones de las desviaciones generadas
respecto al plano de corte y, mediante un modelo numérico, se calculan las tensiones

asociadas a las deformaciones medidas.

2.3. Simulacién numérica del proceso de temple
por induccién

El temple por induccién es un proceso multifisico en el que los distintos campos

fisicos se han de resolver de forma simultdnea, ya que interaccionan de forma aco-

plada. La Figura 2.16 muestra las principales relaciones entre campos fisicos que

componen el temple por induccién. Las interacciones mostradas en la figura son

(Simsir, 2014):
1. Energia térmica para transformaciones de fases
2. Propiedades térmicas dependientes de la temperatura
3. Calor latente de transformacién
4. Deformacion térmica
5. Propiedades mecénicas dependientes de la temperatura

6. Deformaciones derivadas de transformacién (deformaciones dilatacionales y
plasticidad de transformacion o TRIP)
7. Propiedades mecanicas dependientes de la microestructura.

8. Difusién quimica derivada del gradiente de temperatura '

1E]l campo quimico no se suele tener en cuenta para la simulacién del temple por induccién

(Gnicamente a escala microscépica).

35



Capitulo 2. Estado del arte y marco tedrico

9. Propiedades térmicas dependientes de la composicién quimica !

10. Transformaciones dependientes de la composicién quimica !

11. Propiedades mecéanicas dependientes de la composicién quimica
12. Variacién temporal y espacial del flujo de calor

13. Generacion de calor debido a las pérdidas de la corriente de Foucault (efecto
Joule)

14. Propiedades electromagnéticas dependientes de la temperatura

Campo electromagnético
— (induccion)

=
&

13 ‘ Campo de dinamica de fluidos |

112

Campo térmico
(transferencia de calor)

sl T9 Y

Campo quimico 5
(difusion y precipitacion) \
Campo metaltrgico 6 Campo mecanico

(transformaciones de fases) (tensiones y deformaciones)

7

Figura 2.16: Campos fisicos y principales interacciones del temple por induccién.
Diagrama simplificado desde (Simsir, 2014).

Debido a las numerosas interacciones entre campos fisicos, en la bibliografia
podemos encontrar un consenso respecto a los campos més criticos para simular
el proceso. La mayoria de los trabajos que se pueden encontrar en la literatura
tratan de reducir la complejidad del problema y trabajar sobre un diagrama mas
simplificado en el que participan los cuatro campos méas importantes, reduciendo
también el nimero de interacciones entre ellos. Como puede verse en la Figura 2.17,
el proceso se dirige desde el campo térmico, que se relaciona con el resto de campos
de forma acoplada.

2.3.1. Fundamentos fisicos

A continuacién, se analizan las particularidades de los principales campos fisicos

que participan en el proceso de temple por induccién y se establece el marco tedrico
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Campo electromagnético

Pérdidas Propiedades electromagnéticas
electromagnéticas dependientes de temperatura

Campo térmico

Tensiones inducidas

Campo metalargico Campo mecanico

por transformacion

Figura 2.17: Diagrama de campos fisicos mas importantes que participan en el
proceso y sus interacciones.

para su simulacién.

Campo electromagnético

La principal diferencia del temple por induccién respecto a otros métodos de
temple (hornos, por ejemplo) es el calentamiento por induccién electromagnética.
El calentamiento se da sin contacto fisico entre el inductor y la pieza a calentar y
se caracteriza por ser un proceso rapido y altamente eficiente, con pérdidas muy
bajas. El calentamiento por induccién no se utiliza tinicamente para el proceso
de temple sino que tiene otras muchas aplicaciones industriales y es ampliamente
utilizado en procesos de conformado en caliente. El campo electromagnético no
afecta al enfriamiento, y por lo tanto, al temple de la pieza.

Tal y como se ha mencionado previamente e independientemente del proceso
posterior al que se va a someter la pieza caliente, el calentamiento por induccién
se produce por tres fendémenos principales: generacién e inducciéon de campos elec-
tromagnéticos gobernadas por las ecuaciones de Maxwell, generacion de calor y

transferencia de calor.

El campo magnético generado en un solenoide con ntcleo de aire y longitud
infinita sigue la ley de Ampére, tal y como se muestra en la ecuacién (2.4) (Kennedy,
2013).

_ HoprNelc

B (2.4)

.
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donde B, indica la densidad de flujo magnético en un solenoide con nicleo de aire
y longitud infinita, p la permeabilidad magnética del vacio, p, la permeabilidad
magnética relativa del material, N¢ el nimero de espiras, I la intensidad de la
corriente que pasa por la bobina y ¢ indica la longitud de la bobina.

En el caso de solenoides largos, el campo magnético generado es invariable
dentro de la bobina debido a su supuesta longitud infinita y se puede aplicar la ley
de Ampere. Sin embargo, las bobinas cortas no siguen esta ley y es necesario utilizar
la ley genérica de Biot-Savart mostrada en la ecuacién (2.5), donde se describe el
campo magnético generado en cualquier punto cercano a la bobina (Kennedy, 2013;
Sadiku et al., 2000).

o pole [dlx T
B = MC f 5 (25)

La ley de Ampere es sélo un caso particular de la ley de Biot-Savart para bobinas
solenoides infinitamente largas con distribucién de corriente simétrica (Kennedy
et al., 2011a). Sin embargo, es comtinmente utilizada para soluciones analiticas
del problema electromagnético con solenoides debido a su simplicidad. Siguiendo
esta hipotesis, en piezas cilindricas, una bobina infinita genera una intensidad de
campo magnético en la superficie Ifs que actia sélo en la direccién axial y que

puede calcularse mediante la relacién mostrada en la ecuacién (2.6).

- IeN
g = e

E (2.6)

A partir de las ecuaciones (2.4) y (2.6), es facil observar que en presencia de
una pieza dentro de la bobina, la densidad de flujo magnético B sigue la relacion
(2.7).

B= /U'OMTﬁ (27)

En piezas calentadas por induccién, la corriente alterna inducida no se distribu-
ye homogéneamente en la seccién transversal del componente. La mayor parte de
la potencia generada (alrededor del 63 %) se concentra en la capa superficial tal y
como puede observarse en la Figura 2.18 lo que significa que el 86 % de la corriente

generada se localiza en esa zona (Rudnev et al., 2017).

En una configuracién inductor-pieza, se puede observar la distribucién de la

corriente alterna en ambos componentes en la Figura 2.19.

La distribucién de la densidad de corriente J en el interior de la pieza cae
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Figura 2.18: Caida exponencial (valores relativos) de la densidad de corriente y
la densidad de potencia en un conductor excitado por corriente alterna (Rudnev
et al., 2017).

Axis of symmetry
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Figura 2.19: Distribucién de la corriente en una configuracién inductor-pieza (Rud-
nev et al., 2017).

exponencialmente debido al efecto skin que se describe analiticamente mediante la
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ecuacién (2.8).

J(x) = Jg e~®/° (2.8)

donde js indica la densidad de corriente en la superficie y ¢ indica la profundidad
de penetracién o skin depth.

Esta expresion es valida para piezas planas o curvas en las que el radio es con-
siderablemente mayor que la profundidad de penetraciéon. Sin embargo, no tiene
en cuenta los efectos de los bordes donde se puede concentrar la corriente con dis-
tribuciones muy dispares. La profundidad de penetracién depende principalmente
de la frecuencia de induccién y las propiedades del material y se conoce como pro-

fundidad de penetraciéon o skin depth, pudiéndose calcular mediante la ecuacion
(2.9).

p
0=,/—— 2.9
7T:uO,urf ( )

donde p es la resistividad del material y f es la frecuencia de la corriente.

Partiendo de la distribucion de la densidad de corriente en el interior de la pieza,
es posible estimar la generacién volumétrica de calor. Los mecanismos que generan
calor en el interior de la pieza son (1) las pérdidas Shmicas y (2) de histéresis.
Estas tltimas estan representadas por el area de la curva de histéresis magnética.
Sin embargo, para los sistemas de alta frecuencia, las pérdidas por histéresis se
suelen despreciar en los calculos debido a su complejidad computacional y a su
bajo impacto en las pérdidas globales (Fisk et al., 2018; Rudnev et al., 2017). La
principal causa de generacion de calor para estos casos son las pérdidas éhmicas.
La transferencia de energia eléctrica en calor se conoce como efecto Joule y produce
las llamadas pérdidas 6hmicas. Las pérdidas 6hmicas Q estén relacionadas con la
conductividad eléctrica o y la densidad de corriente (Fisk et al., 2018) segin la
relacion (2.10).

. 1 2
Q=5 ﬂ (2.10)

.
En esta expresion, J indica la corriente pico del sistema.

La potencia total introducida en la pieza Pw también puede calcularse utili-

zando la analogia de circuito eléctrico, que sigue el planteamiento de formulacién
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clésica de la ecuacion (2.11).

Pw = Rwlw?> (2.11)

La resistencia equivalente de la pieza Rw depende de la geometria y de las pro-
piedades electromagnéticas y puede calcularse mediante la ecuacién (2.12), donde
se tiene en cuenta el efecto de bobina corta, asi como el efecto skin (Kennedy et al.,
2011b).

Ry = p— = Z2W - WP (2.12)
W%

En la literatura se pueden encontrar varios trabajos en los que se aborda el
problema de la resolucién analitica del problema electromagnético. Davies (Davies,
1990) present6 en su libro ecuaciones analiticas para el calentamiento por induccién
de cilindros basada en la resolucién mediante funciones de Bessel. En su plantea-
miento, la distribucién de la intensidad de campo magnético dentro de la pieza

puede describirse con la ecuacién (2.13).

2

% + %% =2jo’H (2.13)

Este planteamiento permite calcular la caida de la intensidad de campo mag-
nético en el interior de la pieza (H(r)/Hg), de forma similar a la planteada por
la ecuacién (2.8). La solucién propuesta por Davies sblo es vélida para cilindros
solidos y bobinas infinitas. Sin embargo, es un buen comienzo para evaluar analiti-
camente el calentamiento por induccién y muchos otros autores (Jankowski et al.,
2016; Kennedy et al., 2011b, 2014) han basado su trabajo en el presentado por

Dayvies.

Varios autores han trabajado en el desarrollo de modelos analiticos para casos
mas realistas, ya que las bobinas utilizadas para el calentamiento por induccién
son generalmente muy cortas (Kennedy et al., 2011a; Asadzadeh et al., 2019). A
diferencia de los solenoides infinitos, las bobinas cortas no generan un campo interno
homogéneo ni el campo externo es despreciable. Esto se debe principalmente al
efecto de final de pieza, que representa la distorsiéon del campo magnético en los
extremos de la bobina. Este efecto fue estudiado por Nagaoka (Nagaoka, 1909),
que presenté un factor de correccion tabulado para bobinas monocapa con nicleo
de aire de longitud finita. Knight (Knight, 2010) reformulé el coeficiente tabulado
para obtener la ecuacién de Nagaoka. El desarrollo posterior del coeficiente de

Nagaoka para bobinas cortas con piezas en su interior dio lugar al coeficiente de
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Nagaoka efectivo, en el que se tiene en cuenta la fraccion de bobina ocupada por
la pieza (Kennedy et al., 2011a). En modelos analiticos, la correccién de Nagaoka
se introduce en las ecuaciones (2.4) y (2.6) para tener en cuenta estos efectos.
En el trabajo presentado por Kennedy et al. (Kennedy et al., 2011a), se concluyé
que los resultados més precisos los proporciona el modelo desarrollado a partir
de las ecuaciones de Davies incluyendo el coeficiente de correccién de Nagaoka,
mientras que los peores modelos serfan los presentados por Baker (valido sélo para
bobinas cortas y Dwight y Bagai (aplicable a bobinas largas). Se ha comprobado
que el coeficiente de correccién de Nagaoka modificado mejora considerablemente
los resultados para las bobinas cortas y se aconseja su uso para estos casos. Sin
embargo, se estudiaron materiales lineales o casi lineales y no se discutio la precisién
de los modelos para materiales no lineales.

Como puede observarse en las ecuaciones expuestas, una de las principales limi-
taciones de la resolucién analitica del problema electromagnético es que las ecuacio-
nes analiticas se han desarrollado para geometrias muy simplificadas y no contem-
plan configuraciones complejas. Para solventar este problema, se utilizan métodos
numeéricos en la resolucion de las ecuaciones electromagnéticas. En funcién del caso
particular, se pueden utilizar diferentes métodos numéricos para resolver el pro-
blema electromagnético (FEM, FVM, FDM o BEM, entre otros). Sin embargo, el
método numérico méas dominante en para una gran mayoria de aplicaciones entre
las que se incluye el calentamiento por induccién es el FEM (Rudnev and Loveless,
2014a).

Los fenémenos electromagnéticos se describen mediante un conjunto de ecua-
ciones diferenciales muy conocidas denominadas ecuaciones de Maxwell (Homberg
et al., 2016). Estas ecuaciones describen los campos eléctricos y magnéticos, desde
la generacion del campo magnético debido a las corrientes en la bobina hasta las
inducidas en el interior de la pieza, y han sido desarrolladas en base a las leyes
mostradas anteriormente. En el caso de campos electromagnéticos variables en el
tiempo, la forma general de las ecuaciones de Maxwell se muestra en las ecuaciones
(2.14), (2.15), (2.16) y (2.17).

V-D=p; (2.14)

V-B=0 (2.15)
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~ 0B
E=—-——— 2.1
V x 5 (2.16)
. . 0D
H=j7+— 2.1
V X Jj+ 5 (2.17)

donde D indica la densidad de flujo eléctrico y E indica la intensidad del campo
eléctrico.

Los métodos de FEM y FDM usan normalmente la forma diferencial de las
ecuaciones de Maxwell. Sin embargo, estas ecuaciones pueden escribirse en forma
integral, utilizada en el BEM.

En funcién del vector potencial magnético A y suponiendo que la corriente de
desplazamiento es despreciable, la combinacién de las ecuaciones de Maxwell da
como resultado la ecuacién de difusién (2.18) que describe los fenémenos electro-
magnéticos para el rango de frecuencias utilizado en este estudio (Fisk et al., 2018;
Trowbridge, 1985)

0A 1_ - -
= ov((2vA) =T, 2.1
& v(uv> J (2.18)

El enfoque mds comun para resolver la ecuacién (2.18) es utilizar condiciones
estacionarias junto con la aproximacion armoénica, asumiendo asi que la corriente de
la fuente en la bobina es arménica, generalmente sinusoidal, por lo tanto forzando
a que la respuesta sea también arménica. De esta manera, la ecuacién de difusion
(2.18) se puede simplificar a la ecuacién (2.19).

- 1_ - -
iwaAo -V <MVAO> =J (219)

La solucién en estado estacionario utilizando la aproximacién armonica sélo es
valida si la permeabilidad magnética del material es lineal. Dado que la relacién
entre el campo electromagnético y la densidad de flujo es no lineal para los ma-
teriales ferromagnéticos, es necesario introducir varias adaptaciones en el calculo
de la permeabilidad magnética lineal requerida por los modelos. Uno de los mé-
todos para llevarlo a cabo es el cdlculo de una permeabilidad efectiva mediante
un material lineal ficticio, desarrollado por Labridis and Dokopoulos (Labridis and
Dokopoulos, 1989) y utilizado en varios trabajos (Fisk et al., 2018; Guerrier et al.,
2016; Schwenk et al., 2012). La base fundamental de este método es que el mate-

rial lineal ficticio tiene la misma densidad de pérdidas por corrientes de Foucault
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que el verdadero material no lineal. La permeabilidad efectiva en el punto ¢ puede

calcularse con la ecuacion (2.20).

e = W1 + Wo;
b (H)?

donde las ecuaciones (2.21) y (2.22) corresponden a los limites superior e inferior

(2.20)
de la densidad de co-energia magnética del material real w;, respectivamente.
Hr
Wi, = / BdH (2.21)
0

1
Wo; = §Bminm (2.22)

El material ficticio es lineal en cualquier instante y posicién, pero su permea-
bilidad magnética cambia temporalmente y en funcién de los puntos de estudio
segin la temperatura y el campo magnético aplicados. La Figura 2.20 muestra la
curva real de magnetizacion (linea azul discontinua), su linearizacién (linea roja de
puntos) y la permeabilidad efectiva del material ficticio (linea negra), en la que su
co-energia magnética (en naranja) es igual a la de la curva real de magnetizacién
(en azul).

Los solvers electromagnéticos basados en FEM, como Flux o ANSYS Maxwell,
resuelven el sistema de ecuaciones para frecuencias definidas y utilizan normalmente
la aproximacién armonica. La principal ventaja de utilizar FEM es que pueden
evaluarse facilmente diferentes geometrias, a diferencia de los modelos analiticos
con limitaciones geométricas. Sin embargo, los calculos por FEM requieren tiempos
de calculo mucho més largos. Autores como Kolanska-Pluska et al. (Kolanska-
Pluska et al., 2012) afirman que, para bobinas finitas, se requiere siempre un célculo
mediante métodos numéricos y sélo se pueden evaluar analiticamente las bobinas
infinitas.

Uno de los aspectos més importantes del problema acoplado electromagnético-
término es la interaccién entre las fisicas, por lo que se requiere de una simulacién
bidireccional o iterativa debido a la no linealidad del material. Por lo tanto, en cada
incremento de tiempo se han de resolver ambas fisicas, aumentando enormemente
el coste computacional.

Las propiedades electromagnéticas de los materiales dependen principalmente
de la temperatura, pero también pueden depender de la composicién quimica, la
microestructura o el estado tensional del material. La evolucién de estas propieda-

des durante el calentamiento por induccién se ha descrito mediante varias relaciones
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Figura 2.20: Representaciéon de una curva de magnetizacién mostrando la curva

real, su linearizacién y la permeabilidad efectiva del material ficticio.

obtenidas empiricamente que se presentaran en capitulos posteriores.

La microestructura ferritica de los aceros de baja aleaciéon, como el 42CrMo4,
es generalmente ferromagnética, por lo que los dipolos magnéticos estan orientados
en la misma direccion, reaccionando fuertemente con el campo magnético aplicado.
Cuando la microestructura se convierte en austenitica, su capacidad de magneti-
zacion disminuye bruscamente y el material se convierte en paramagnético, cuya
atraccién es considerablemente més débil que en el caso del ferromagnetismo, lle-
gando la permeabilidad relativa al valor unitario. Por lo tanto, la profundidad de
penetracién aumenta considerablemente cuando el acero se convierte en paramag-
nético. La transicion entre el ferromagnetismo y el paramagnetismo se produce a
la llamada temperatura de Curie (T¢), que suele oscilar entre 700°C' y 800°C.

A la hora de calcular la profundidad de penetracién con la ecuacién (2.9), espe-
cialmente para los casos tridimensionales, es habitual considerar la permeabilidad
magnética en la superficie, ya que la distribucién dentro de la pieza no es homogénea

ni siquiera a temperatura ambiente (Rudnev et al., 2017).
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Campo térmico

Una vez calculada la pérdida de calor electromagnética, se ha de analizar el

sistema térmicamente. La pieza se enfrenta a tres mecanismos térmicos:

1. Conduccién de calor dentro de la pieza
2. Conveccién desde la superficie al medio circundante

3. Pérdidas de calor por radiacién

La ecuacién de calor (2.23), que deriva de la primera ley de termodindmica para
el caso en el que no hay transferencia de masa ni fuentes de radiaciéon externas,
describe la distribucién de la temperatura en la pieza considerando una fuente de

generaciéon de calor externa.

pcP%—f —V(kVT) =Q (2.23)

donde p indica la densidad, cp el calor especifico, x la conductividad térmica del

acero y @ indica la generacion de calor en una pieza.

En los procesos térmicos participan dos propiedades de material principales:

= Conductividad térmica designa la velocidad a la que el calor se desplaza

a través de una pieza conductora.

= Calor especifico indica la cantidad de energia necesaria para subir la tem-

peratura 1°C por unidad de masa.

En ambos casos, ademéas de depender de la temperatura, las propiedades tér-
micas dependen de la microestructura existente en el acero. Tanto durante el ca-
lentamiento como en el enfriamiento se dan una serie de cambios de fase micro-
estructural, por lo que las propiedades térmicas pueden cambiar bruscamente. En
la Figura 2.21 se muestra una evolucién habitual de las propiedades térmicas en
aceros.

Las ecuaciones que describen las propiedades térmicas de los aceros y los valores

obtenidos para el acero 42CrMo4 se abordan en los siguientes capitulos.

La conveccion forzada por el medio de temple se introduce en los modelos como
una condicién de contorno de conveccién ya que, como se ha mencionado anterior-
mente, es habitual no considerar la dindmica de fluidos en los modelos multifisicos
de temple por induccién por su elevada complejidad, pudiendo simplificar este cam-

po fisico mediante la aplicacién de elementos de contorno. Para ello, es necesario
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Figura 2.21: Propiedades térmicas de un acero AISI 4140 templado y revenido
(Schwenk et al., 2013).

conocer el coeficiente de conveccion. El coeficiente de conveccion se puede estimar
a partir de temperaturas medidas experimentalmente utilizando el método inverso
de gradiente de temperatura presentado en Lis¢i¢ and Filetin (Lis¢i¢ and Filetin,
2012). El modelo se basa en la resolucién de la ecuacién de calor unidimensional

(2.24) para un caso particular de enfriamiento en un cilindro de radio determinado.

or _19 ( oT
C@t T ror rﬁ@r

En el método planteado por Lis¢ié and Filetin (Lis¢i¢ and Filetin, 2012) se

considera que la temperatura inicial es homogénea en la pieza, con el valor obtenido

(2.24)

mediante el termopar soldado a la superficie. El problema a resolver se convierte

en la resolucién de la ecuacién (2.25) en la posiciéon r = R partiendo de una
temperatura exterior medida en la superficie de la pieza y la temperatura del fluido
de temple.
oT
Iia =—h (T - Tex) (225)

Para ello, la resolucién del problema sigue el procedimiento mostrado a con-
tinuacién, que se repite para cada paso de tiempo, que ha de estar discretizado

correctamente para evitar problemas en la resolucién de las ecuaciones:

1. Resolver la ecuacién (2.24) en el dominio del espacio para 0 < r < rl par-
tiendo de la temperatura de la superficie obtenida experimentalmente como
condiciéon de contorno de tipo Dirichlet en » = r;, donde r; es un punto
subsuperficial.
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2. Extender la solucién de r = ry a r = R.

3. Utilizando la ecuacién (2.25), calcular el coeficiente de conveccién h(T').

El coeficiente de conveccién tiene normalmente una forma no-monotoénica tal y
como se muestra en la Figura 2.22. Esta forma es habitual en casos de conveccién
forzada por medios de temple, ya que el enfriamiento ocurre en cuatro regimenes
diferenciados: ebullicién de pelicula (film boiling), ebullicién de transicién, ebulli-
ci6én nucleada (nucleate boiling) y enfriamiento por conveccién libre. Este fendmeno
ocurre por el efecto Leidenfrost, que se da cuando un liquido contacta con una su-
perficie muy caliente - por encima de su temperatura de ebullicién - y se genera
una capa de vapor entre el liquido y la superficie, disminuyendo la capacidad de

enfriamiento del fluido.

Regimen de ebullicién

Conveccién libre Nucleada Transicién Pelicula
«-- --b<4--Transferencia por radiacién-
EbuH\cwon
Burbujas Chorrosy de pelicula
aisladas  columnas estable O
0 10 00

L}f\j OOB HQOO Q&OJ\_/M

10’
Flujo de calol
crl’ticc>
M Gmax T Amax \ __________ /o
10°
E
s 10 Punto
= de inflexion
& (h=hpmay)
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I~ dmin Punto colchén de vapor
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la ebullicios /
nucleada
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Figura 2.22: Regimenes de ebullicién en un diagrama de coeficiente de conveccién

en funcién de la temperatura.
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Durante el enfriamiento, la austenita generada en el calentamiento se enfria
rapidamente para obtener estructuras con mejores propiedades mecanicas, como
puede ser la martensita. El enfriamiento afecta principalmente en el campo mi-
croestructural, pero hay un efecto térmico muy importante asociado a los cambios
microestructurales, denominado calor latente de transformacion.

Cuando se da una transformacién microestructural, por su caracter exotérmico,
ocurre una liberacion de calor en la pieza. Este fenémeno se llama recalescencia
(Guo et al., 2017). La descomposicién de la austenita en martensita estd espe-
cialmente acompanada por el fenémeno de recalescencia, que puede generar un
aumento de temperatura en la pieza si el ratio de enfriamiento es inferior al ratio
de calor generado, no siendo capaz de disipar ese calor rdpidamente. A este efecto
se le llama calor latente de transformacion. El efecto de recalescencia limita el ta-
mafno de grano final que se puede obtener en la pieza, limitando la generacién de

microestructura fina (Guo et al., 2017).

El calor latente Qlatente generado en la pieza se calcula con la ecuacién (2.26).

AF;

Qlatente = Z AHivj Atzj (226)

El cambio de entalpia AH depende de la densidad y el calor especifico de cada

fase y se puede calcular con la ecuacién (2.27).

AH(T) = /TTpcp dT (2.27)

Campo metaltargico

El campo metalirgico o microestructural es una de las mas importantes y com-
plejas de las que participan en los procesos de temple. La prediccién de las fases
estructurales que componen un material implica el estudio de los diagramas de
TTT y CCT.

Durante el calentamiento, la microestructura inicial se transforma en austeni-
ta a medida que la temperatura aumenta y supera las temperaturas criticas de
austenizacién. Para describir la fracciéon de austenita transformada durante el ca-
lentamiento, en la literatura se pueden encontrar numerosos modelos, entre los

cuales destaca la ecuacién modificada de Koistinen y Marburger (2.28) (Xia and
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Jin, 2017).

(2.28)

AC, —-T
f,yzl—exp<k & )

AC; — ACs
El coeficiente k se suele asumir constante con un valor de 0,011 K~! (Rohde and
Jeppsson, 2000). Otros autores han utilizado modelos més simples como relaciones
lineales sin base empirica o modelos modificados de Avrami (Wang et al., 2018).
El tamano de grano de la austenita depende de la temperatura alcanzada y del
tiempo de mantenimiento a altas temperaturas, asi como de otros parametros que
pueden medirse experimentalmente. La ecuacién (2.29) se utiliza para evaluar el

crecimiento de grano de la austenita (Fisk et al., 2018).

g" — gy =k exp (I_g) t (2.29)

donde g indica el tamano de grano inicial, @ la energia de activacién y R es la
constante universal de los gases.

En el caso de las transformaciones con difusion, la fraccién de fase formada pue-
de ser calculada mediante el modelo de Johnson-Mehl-Avrami-Komogorov (JMAK)

modificado (Carlone and Palazzo, 2011), cominmente conocido como modelo de
Avrami (2.30).

fig =1 = exp (—a(Ty) t;(T)" ) (2.30)
donde los pardmetros de difusion a(T) y el exponente de transformacion n(T")

dependen de la cinemética de cada fase microestructural i y se calculan utilizando
los diagramas TTT (Carlone and Palazzo, 2011) con las ecuaciones (2.31) y (2.32).

a(T) = —In (F) 7(T)™™D) (2.31)

_Infln (Ft) — In (F})]
") = R @)~ ()] (2.32)

Las fracciones de inicio Fy y final de transformacién Fy suelen definirse en 1 %

vy 99 %, respectivamente. Como la ecuacién de Avrami es vilida tinicamente para
procesos isotérmicos, se ha de adaptar el modelo para acoger transformaciones en
regimenes no-isotérmicos. Para ello, se utiliza la regla de aditividad de Scheil (Denis
et al., 1987; Guo et al., 2017; Lyassami et al., 2018; Rohde and Jeppsson, 2000),
que permite tener en cuenta los procesos de nucleacién y crecimiento en regimenes

50



Simulacién numérica del proceso de temple por induccién

no-isotérmicos. De esta forma, el enfriamiento se divide en segmentos isotérmicos,
permitiendo el uso de los diagramas TTT del material.
Siguiendo la regla de aditividad propuesta por Scheil (2.33), se incluye el con-

cepto de tiempo ficticio, que representa el tiempo necesario a una temperatura

especifica T); para obtener una fraccién de fase transformada equivalente.

tjgice (1)) = [W} "(1TJ)

Por lo tanto, el tiempo total a la temperatura 7} es la suma del tiempo ficticio

(2.33)

y la duracién del paso temporal para dar la ecuacién (2.34).

1
—In (1 — Fi,j>:| TT])
a(Ty)

En la Figura 2.23 se puede observar una representacion esquemaética de la ley de

ti(T) = Aty + tjget = Aty + { (2.34)

Avrami junto con la ley de aditividad de Scheil, en la que se muestran los periodos
isotérmicos que componen el enfriamiento no-isotérmico y la representacion de la

ley de aditividad y el tiempo ficticio.

M I-exp (~a(Tj, ) mTi+1)) I—exp (—a(T)) (1))
%)

I-exp (~a(T;_) %)

tJ,ﬁ(f/ / At

0
T(T") wrh T(Tj1) 1(T) T,(Tjp) t

Figura 2.23: Representacién esquemética de la ley de Avrami con la ley de aditivi-
dad de Scheil (Carlone et al., 2010).

Teéricamente, el modelo de Avrami se puede utilizar inicamente para transfor-
maciones de una sola fase, no pudiendo calcular las fracciones generadas en trans-
formaciones multifase como por ejemplo, bainita y perlita (Carlone et al., 2010).
Sin embargo, autores como (Carlone et al., 2010; Eser et al., 2016; Pascon et al.,
2004; Denis et al., 1992) han utilizado este modelo para predecir las transformacio-
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nes perliticas y bainiticas. Existen otra serie de modelos especificos para el estudio

en profundidad de los aceros bainiticos, cuya transformacién es méas compleja.

Existe una alternativa al modelo JMAK ampliamente extendida en la litera-
tura. Leblond and Devaux (Leblond and Devaux, 1984) desarrollaron un modelo
para el célculo de transformacién multi-fase no isotérmica, en el que se introduce
el efecto del tamaio de grano de austenita. El modelo es vilido tanto para trans-
formaciones con difusién como las martensiticas e incluye un nuevo término, la
proporcién de equilibrio, que muestra la fraccién de fase que se generaria en el caso
de la temperatura se mantuviese constante en un periodo de tiempo infinito. Este
modelo incluye las relaciones entre la fraccién de las fases, la velocidad de transfor-
macién, la velocidad de enfriamiento y la temperatura. El modelo simple bi-fasico
(valido para transformaciénes martensiticas y de austenizacién) se puede extender
a transformaciones con n fases y varias transformaciones, incluso simultédneas. Los
parametros necesarios para utilizar el modelo de Leblond se extraen de las curvas
CCT del material.

El modelo de Austin-Rickett (AR) ha sido desarrollado para transformaciones
con difusién. Este modelo difiere del modelo JMAK ya que no se trata de un modelo
analitico sino empirico. Hay autores (Tehler, 2009) que, en sus trabajos, concluyen
que hay casos en los que el modelo AR es méds preciso que el de Avrami y que se
ajusta mejor a los resultados experimentales, aunque su aplicacion general no esta
extendida por su base empirica.

Las transformaciones sin difusién se pueden calcular utilizando la ley de Koisti-
nen and Marburger (Koistinen and Marburger, 1959) o KM, que sirve tinicamente
para las transformaciones austenita-martensita y no tiene en cuenta el hecho de
que puedan existir otras fases no martensiticas. Numerosos autores han modificado
la ley para incluir este efecto, no asumiendo que toda la austenita se convierta
en martensita (Homberg et al., 2016; Rohde and Jeppsson, 2000; Denis, 1996). Se
considera que estas transformaciones dependen tinicamente de la temperatura y no
existe un periodo de incubacién, por lo que la transformacién es inmediata. Por lo
tanto, la ley de KM modificada (2.35) calcula la fraccién volumétrica de martensita

formada considerando la fraccién de austenita transformable:

far = fy[1 —exp(—an (Ms —T))] (2.35)

Varios autores concuerdan en aplicar ayy = 0,011 (Koistinen and Marburger,
1959; Chen, 1998; Pan et al., 2017) para aceros si la temperatura es superior a -80
°C.
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También existe un modelo lineal que algunos autores utilizan para las trans-
formaciones sin difusiéon y evitar utilizar el modelo de base empirica de Koistinen
y Marburger (Hamelin et al., 2014). Este modelo lineal depende tinicamente de
las temperaturas de inicio y fin de martensita y temperatura actual del punto de
transformacién por lo que no tiene ningin otro parametro de ajuste obtenido empi-
ricamente. Hamelin et al. (Hamelin et al., 2014) establecen que el modelo lineal de
transformacién martensitica es suficientemente preciso para el caso particular que

presenta, por lo que no es necesario utilizar el modelo de Koistinen y Marburger.

El modelo parabdlico de Yu (Yu, 1977) se puede utilizar para calcular las trans-
formaciones sin difusién. El modelo se basa en el hecho de que el modelo clasico de
Koistinen y Marburger no tiene en cuenta la relacién entre la temperatura de inicio
de martensita M, y la evolucién de la fase de martensita, por lo que no es capaz de
representar la transformacién martensitica en todo el rango de temperaturas Mg a
M; ni obtener un valor de 100 % de martensita. Por lo tanto, con el modelo para-
bélico de Yu, derivado del modelo lineal previamente presentado, se puede calcular
la transformacion total de fase martensita, si la temperatura final se encuentra por
debajo de M;. Sin embargo, el modelo de KM modificado es el mas utilizado en la
literatura (Simsir, 2014).

Numerosos autores se plantean las diferencias entre los modelos de cinéticas de
transformacion generalizados mencionados anteriormente. El modelo de transfor-
maciones no isotérmicas de Leblond es aplicable a cualquier tipo de transforma-
ciones, tanto difusivas como no difusivas, y no es necesario realizar ajustes para
su aplicacion en enfriamientos no isotérmicos. El modelo de Avrami, por el con-
trario, es unicamente valido para transformaciones con difusién y se ha de ajustar
para enfriamientos rapidos, ya que se trata de un modelo isotérmico. Sin embargo,
la mayoria de los autores utilizan este 1ltimo modelo para realizar sus célculos
volumétricos de transformaciones de fases en enfriamiento. Esto es debido a la
simplicidad de incorporacién al modelo numérico, ya que el modelo de Leblond es
considerablemente més complejo. Autores como Xia and Jin (Xia and Jin, 2017)
mencionan en su trabajo que en tratamientos térmicos generales se puede utilizar
la combinacién de los modelos de Avrami y KM. Sin embargo, para casos en los que
los ratios de calentamiento y enfriamiento son muy elevados, como en la soldadura,
los autores recomiendan utilizar el modelo modificado de KM para el calentamien-
to y el de Leblond para la fase de enfriamiento, ya que estd mas preparado para
enfriamientos no isotérmicos de gran velocidad.

La gran mayoria de autores utilizan la combinacién de modelos de Avrami y

KM para simular el enfriamiento en diferentes temples entre los que se encuentra

93



Capitulo 2. Estado del arte y marco tedrico

el temple por induccién, demostrando que es posible obtener resultados adecuados
con estos modelos (Denis et al., 1992; Bammann et al., 1996; Yuan et al., 2003;
Yaakoubi et al., 2013; Spezzapria et al., 2016).

La dureza del material depende de la fase presente en el material y de su com-

posicién quimica. La dureza Vickers de cada fase puede calcularse mediante las
ecuaciones (2.36), (2.37) y (2.38) (Cao et al., 2012; Li et al., 2016).

HVy =127 + 949C + 27Si 4+ 11Mn + 8Ni 4 16Cr + 21 log(V;.) (2.36)

HVp = —323 4 185C + 330Si + 153Mn + 65Ni + 144Cr + 191Mo

(2.37)
+(89 + 53C — 55Si — 22Mn — 10Ni — 20Cr — 33Mo) log(V;.)

HVpp = 42 4 223C 4 535i + 30Mn + 12,6Ni + 7Cr + 19Mo

(2.38)
+(10 — 19Si + 4Ni 4 8Cr + 130V) log(V;.)

donde V,. denota la velocidad de enfriamiento a 700°C en °C/h y los elementos

quimicos se representan en porcentaje masico.

Como el material se encuentra bajo transformaciones de fases, se utiliza la suma
proporcional de las propiedades de cada fase y su fraccién volumétrica para evaluar

cualquier propiedad P del material segin la relacién (2.39).

P(f,T) =3 _PAT) fi (2.39)

Campo mecanico

El campo mecéanico es el causante de las denominadas tensiones residuales, re-
ferido al estado tensional resultante de un proceso productivo. Los gradientes de
temperatura que se generan en la pieza, en combinacién con las transformaciones
microestructurales, dan lugar a unas deformaciones plasticas muy particulares y
por lo tanto a un estado tensional final no relajado en la pieza. La transforma-
ci6n microestructural también se puede dar bajo tensiones externas (por ejemplo,
ejercidas por las mordazas de sujecién en un temple por induccién), cuyo impacto
afecta tanto a la generacién de tensiones como a la propia transformacién, ya que
un estado tensional externo desplaza el diagrama TTT o CCT en el eje horizontal
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y afecta a la temperatura de comienzo de martensita, aunque este efecto no se
estudia en esta tesis doctoral.

Para definir el comportamiento termomecanico de un material que estd sufrien-
do una transformacién de fases, se han de tener en cuenta los aspectos mecénico y
metalirgico y también las interacciones entre ambos. La evolucion de las tensiones
residuales se puede dividir en cuatro etapas, dos en el calentamiento y dos en el
enfriamiento. La Figura 2.24 muestra la evolucion de las tensiones en la superficie

en un ciclo completo.

IV

Stresses

Calentamiento

Compression

I

200 (392) 400 (752) 600 (1112) 800 (1472) 1000 (1832)
Temperature, °C (°F)

Figura 2.24: Representacion esquematica de la evolucién de las tensiones durante

un proceso de temple (Rudnev and Loveless, 2014b).

= Etapa I Se da en el inicio del calentamiento, en el que la superficie comienza
a calentarse y expandirse pero el niicleo de la pieza permanece a temperaturas
bajas. Esto genera tensiones de compresion en la superficie ya que intentara

expandirse y el nticleo, menos caliente, tendera a mantener las dimensiones.

= Etapa IT La temperatura en todo el componente se va homogeneizando y
a medida que el nicleo adquiere temperaturas méas elevadas, las tensiones
de compresién que se encuentran en la superficie se van relajando. Ademas,

a mayores temperaturas, el acero comienza a tener un comportamiento méas
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viscoso, favoreciendo la expansion. Las tensiones se relajan hasta llegar a un
punto de libre expansiéon para toda la pieza si el calentamiento se realiza en

todo el volumen.

= Etapa III Una vez comenzado el enfriamiento mediante la aplicacién de me-
dios de temple en la superficie, las zonas maés frias tenderdn a contraerse.
Sin embargo, como el niicleo no es capaz de disipar calor tan rapidamen-
te, continuard estando en un estado de expansién, generando tensiones de
traccién en la superficie. Esta etapa termina al inicio de la transformacién

microestructural.

= Etapa IV La transformacion microestructural estd asociada a un cambio
volumétrico de expansién, ya que el volumen de la estructura martensiti-
ca es mayor al de la estructura austenitica. Este efecto reduce las tensiones
de traccién existentes en la superficie. Dependiendo de los ratios de enfria-
miento, las tensiones pueden llegar a ser de compresion, favoreciendo el buen

comportamiento a fatiga del componente.

Las tensiones residuales se dividen en tres tipos dependiendo de la escala en la

que se auto-equilibran (Bhadeshia, 2012).

= Tipo I: Escala macroscépica Son tensiones generadas normalmente por
heterogeneidades asociadas a operaciones térmicas o mecanicas aplicadas en

la pieza.

= Tipo II: Escala mesoscépica Se asocia con el equilibrio de tensiones a nivel
de dimensién de varios granos microestructurales. Se da debido a pequenas
heterogeneidades de granos microestructurales respecto a la matriz que lo
rodea. Son especialmente peligrosas debido a su asociaciéon con el inicio de

dano en la pieza, ya que favorecen la nucleacién de grietas.

= Tipo III: Escala microscépica Se generan principalmente en la dimensién
de un solo grano microestructural, teniendo un comportamiento similar al

tipo II. Favorecen la concentraciéon de tensiones a nivel microscépico.

En esta tesis doctoral el estudio de generacién de tensiones residuales se centra
en la escala macroscépica. La ecuacién macroscépica que gobierna el comporta-
miento de un material sometido a cambios de temperatura y transformacion de

fases se basa en que la velocidad de elongacion unitaria total es la suma de dife-
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rentes contribuyentes (Sjostrom, 1992). El tensor de deformacién se define con la

ecuacién (2.40)

. el .th tr .pl .tp
ij =& +Eif +e tE e (2.40)
donde 6‘3]1 indica la deformacién elastica, 621 la deformacién térmica, }5 la defor-
sz .z .pl .z g -t . . . .
macién de transformacion, sfj la deformacion plastica, 51-;) la plasticidad inducida

por la transformacion.

A continuacién se detalla cada contribuyente (Sjostrom, 1992):

Deformacion elastica La relacién constitutiva entre la deformacion elastica y
las tensiones sigue la ley de Hooke mostrada en la ecuacion (2.41), que depende del

modulo de Young y el ratio de Poisson del material.

el
i R {; (1= )01, — i, yamm}} (2.41)
Deformacién térmica Las deformaciones térmicas son causadas por la dilata-
cién y contraccién isotropica del material debido al cambio de temperatura. La
aparicién de tensiones de origen térmico estan asociadas a los gradientes de tem-
peratura dentro de una pieza y ocurre cuando diferentes regiones de la pieza se
expanden o contraen con el cambio de temperatura. Cada fase microestructural
tiene un Coeficiente de Expansién Térmica (CTE) diferente, que se evaliia me-
diante ensayos de dilatometria. La deformacion térmica se puede calcular con la

ecuacion (2.42)
dgth d 6
L ) O th
0i.j dt 0i;j dt ]; fr ek (2.42)

donde para un caso unidireccional se simplifica a la ecuacién (2.43).

e = a (T — Trer) (2.43)

Deformacién de transformacién Cuando ocurre una transformacion de fases,
se da un cambio volumétrico en las zonas transformadas, ya que ocurre una rees-
tructuracién de las estructuras cristalinas (por ejemplo, ferrita BCC a austenita
FCC y posteriormente a martensita BCT). Esta deformacién es puramente volu-
métrica y depende de las fracciones de fases y el volumen de cada una de éstas, tal
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y como se muestra en la ecuaciéon (2.44).

dett a <

L. J _ S . tr

9i.j a 0i,j a ; fr ey (2.44)
Las deformaciones térmica y de transformacién pueden tratarse como una a la

hora de implementarse en un modelo de calculo tal y como se muestra en la ecuacién

(2.45), puesto que ambas pueden relacionarse a través de las deformaciones totales

medidas experimentalmente mediante un ensayo de dilatometria.
et =l el (2.45)
En la Figura 2.25 puede observarse un grafico de dilatometria en el que se

muestran las contribuciones de la deformacion térmica y la de transformacion.

- Ms Aq Aa

140

120

=
o

DILATATION (jm)

1000 1200

TEMPERATURE (°C)

Figura 2.25: Representacion esquematica de un ensayo de dilatometria en el que
se marcan las temperaturas de inicio y fin de las transformaciones (Papaefthymiou
et al., 2019).

Deformacion plastica convencional Cuando la tension en el material supera
el limite elastico, su comportamiento cambia y no sigue la ley de Hooke aplicable
en el rango elastico. El comportamiento elastoplastico del material puede descri-

birse utilizando diferentes modelos, siendo uno de los més utilizados el modelo de
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endurecimiento isotrépico bilineal que se muestra en la Figura 2.26.

G3

Subsequent yield surface

Ep

Yield Point

Initial yield surface

Figura 2.26: Representacién esquemadtica del modelo bilineal (izq.) y del endureci-

miento isotrépico (dcha.) (Deng, 2015).

En el rango plastico, el modelo de endurecimiento bilineal puede simplificarse

con la relacion (2.46)

o= FEpet (2.46)
donde Er indica el médulo tangente.

En el modelo de endurecimiento isotrépico, utilizado por numerosos autores
para la simulacién del temple por inducciéon para aceros de baja aleacién como el
42CrMo4 (Denis, 1996; Rohde and Jeppsson, 2000; Pascon et al., 2004; Chaouch
et al., 2012), la superficie de fluencia se expande uniformemente en todas las direc-
ciones con el flujo plastico como puede verse en la Figura 2.26, por lo que ocurre
un aumento gradual del limite elastico con el aumento de la deformacion pléastica

segin la ecuacion (2.47)

Oy =0y, + ETépl (247)

donde oy indica el limite eldstico del material y oy, indica el limite elastico inicial.

Otros autores (Bhattacharyya et al., 2017; Xie et al., 2015) han utilizado mode-
los de plasticidad cinemdticos u otros modelos més complejos (Chaboche o Johnson-
Cook) para describir el comportamiento plastico del 42CrMo4. Estos modelos son
generalmente mas dificiles de calibrar por su cardcter no lineal y requieren ensayos

experimentales mas extensos.
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Plasticidad inducida por la transformacién (Transformation Induced
Plasticity o TRIP) La plasticidad inducida por la transformacién es un meca-
nismo de deformaciéon permanente que ocurre cuando se da una transformaciéon de
fases en estado sélido bajo tensiones, que pueden ser incluso inferiores a la tensién
eldstica limite de las fases transformadas (Leblond, 2001; Rohde and Jeppsson,
2000). En un proceso como el temple por induccidn, estas tensiones son generadas
por los gradientes de temperatura y su consiguiente estado tensional generado. El
efecto fue introducido en 1986 por Leblond et al. (Leblond et al., 1986a,b) y supuso
un antes y un después en el calculo de las tensiones residuales en procesos con trans-
formaciones en estado sélido, mejorando considerablemente los modelos de calculo.
Esta plasticidad estd asociada al cambio volumétrico de las fases, puesto que la fase
méas débil se plastifica para acomodar a una fase en crecimiento (Karlsson et al.,
1992).

El TRIP es el resultado de la combinacién de dos mecanismos microscépicos
(Pont and Guichard, 1995; Leblond, 2001):

1. Greenwood-Johnson: La diferencia de volimenes entre dos fases genera
tensiones microscopicas, suficientes para generar plasticidad por acomodacién

en la fase més débil (Greenwood and Johnson, 1964).

2. Magee: En presencia de tensiones externas, las capas de martensita genera-
das se orientan en una direccion preferencial, afectando a la forma de la pieza
(Magee, 1966). El efecto Magee no se tiene en cuenta en muchos modelos
desarrollados, ya que su contribucién a la deformacién plastica por transfor-
macién es pequefla y complica el modelo numérico (Deng and Murakawa,
2013).

El TRIP se da principalmente en las transformaciones martensitica y bainitica,
donde la fase mas débil, austenita, se deforma segin el mecanismo de Greenwood-
Johnson. Leblond et al. (Leblond et al., 1986a) desarrollé modelos para el cdlculo de
las deformaciones en diferentes casos de comportamiento mecanico del material y
sus fases, desde la plasticidad ideal hasta endurecimientos isotrépicos o cinemaéticos,
ignorando la contribucién del mecanismo de Magee.

La expresién generalizada para casos de tensién multiaxial se formula con la

ecuacion (2.48).

de® 3 df
T; = §K02j g(f)a (2.48)
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La funcién ¢(f) ha sido descrita de diferentes formas en la literatura, mostradas
en la Tabla 2.1.

Tabla 2.1: Funciones g(f) més utilizadas en la literatura

Modelo Referencia

g(f)=f2-=1) (Denis, 1996; Kaiser et al., 2020)
(Leblond et al., 1986a; Fischer, 2001)
(Wolff et al., 2009)

(Sjostrom, 1992)

siendo los modelos presentados por Denis (Denis, 1996) y Leblond et al. (Leblond

et al., 1986b) los més utilizados en la literatura.

El pardametro de Greenwood—Johnson K depende del cambio volumétrico entre
las fases y suele medirse experimentalmente mediante ensayos de dilatometria bajo
tensiones. Para el acero 42CrMo4, se puede considerar un valor de 42 - 1076 MPa !
(Rohde and Jeppsson, 2000).

La contribucién del TRIP puede incluirse solamente en la fase de enfriamiento
(Montalvo-Urquizo et al., 2013; Sjostrom, 1992), puesto que el modelo presentado
por Leblond et al. (Leblond et al., 1986a) se basa en la hip6tesis de que el material
no contempla la plasticidad acumulada en las fases de origen (austenita) por la

organizacién de la estructura interna del material durante las transformaciones.

El efecto de la plasticidad de transformacion en las tensiones residuales influ-
ye de forma m&s o menos significativa dependiendo de cada caso particular. Sin
embargo, Denis (Denis, 1996) concluye que la plasticidad de transformacién gene-
ralmente induce a relajaciones de tensiones durante el proceso de transformaciéon
martensitica en la superficie, tal y como se muestra en la etapa IV de la generacién
de tensiones mostrada en la Figura 2.24. Este efecto conlleva que las tensiones de
compresiéon al final del tratamiento sean inferiores, como se puede apreciar en la
Figura 2.27.

Se ha demostrado en numerosos ensayos que la contribucién del TRIP al estado
tensional final en procesos de temple por induccién es méas pronunciado que para
otros tipos de tratamientos térmicos (Simsir, 2014). Brunbauer et al. (Brunbauer
et al., 2019) investigd la evolucién de las tensiones durante el proceso completo,
asi como las tensiones residuales finales, concluyendo que el TRIP es una de las
deformaciones mas importantes a la hora de generar tensiones residuales en la
ultima fase del proceso, ya que contrarresta la deformacién plastica, relajando las

tensiones a valores mas cercanos a cero, especialmente en la zona no endurecida, en
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Figura 2.27: Evolucién de las tensiones residuales considerando (linea continua) y

sin considerar (linea discontinua) el impacto del TRIP (Denis, 1996).

la que podemos encontrar tensiones de traccién. Otros trabajos previos llevados a
cabo por Denis (Denis, 1996) y Montalvo-Urquizo et al. (Montalvo-Urquizo et al.,
2013) también concluyeron que no se puede despreciar el TRIP en los modelos

numéricos, ya que mejoran la predicciéon de las tensiones residuales.

2.3.2. Enfoques de simulacién multifisica acoplada

Debido a la naturaleza no lineal y acoplada del temple por induccién, se han
desarrollado varios algoritmos para el cdlculo del acoplamiento multifisico. La ma-
yor diferencia del temple por induccién respecto a otros tratamientos térmicos es la
integracién de la fisica electromagnética en el problema. La estrategia mas habitual
utilizada en la literatura divide el problema en dos acoplamientos méas reducidos
(Simsir, 2014): el acoplamiento electromagnético - térmico por un lado (caso parti-
cular del temple por induccién) y el acoplamiento termo - mecdnico - metaldrgico
por otro (ampliamente utilizado para la simulacién de tratamientos térmicos en

general).

Acoplamiento electromagnético - térmico

Existen tres enfoques principales para realizar un anélisis acoplado electromag-
nético - térmico (Canale and Narazaki, 2010), que pueden observarse en la Figura

2.28 y se analizan en detalle a continuacion.

= Unidireccional El método mas sencillo es el unidireccional de dos pasos, en

el que la distribucién del flujo de calor se calcula una vez y se introduce en un
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a) b) c)

[ Parametros y geometria de entrada] [ Parametros y geometria de entrada J [ Parametros y geometria de entrada J

[ Solucién electromagnética] [ Solucion electromagnética] { Solucién electromagnética]

At,
. At (3 ’ .
Convergencia At Convergencia Solucién térmica
n=nt+l
. . Convergencia

PH=PHAT
Fin de la solucién

At,

¢
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Aty

Convergencia

Convergencia

PH=PH+AT

Fin de la solucién

TrHI=TAT

Fin de la solucion

Figura 2.28: Diagramas de flujo de los métodos de acoplamiento electromagnético

- térmico por elementos finitos. a) unidireccional, b) indirecto y ¢) directo.

modelo térmico, donde se obtiene el perfil de temperatura. En este enfoque, no
se considera la dependencia de la temperatura y el campo de las propiedades
electromagnéticas. Por lo tanto, este enfoque se limita a calentamientos a
baja temperatura de materiales lineales o casi lineales, como el aluminio o el

cobre.

» Indirecto El enfoque mas utilizado para acoplar los modelos electromagnéti-
cos y térmicos es el método de acoplamiento indirecto o staggered, en el que la
ecuacion de difusion electromagnética se resuelve normalmente utilizando la
aproximacion arménica, donde la permeabilidad se ha linealizado. De forma
similar al enfoque de dos pasos, ambos andlisis se realizan por separado. Sin
embargo, existe un proceso iterativo para que ambos cédlculos se realicen en
cada paso de tiempo, lo que permite tener en cuenta las no linealidades y las
propiedades electromagnéticas dependientes del calor.

= Directo El tercer método para acoplar los calculos electromagnéticos y tér-
micos es el enfoque directo o totalmente acoplado, en el que el conjunto de
ecuaciones diferenciales se resuelve simultdneamente y no es necesario utilizar
la aproximaciéon armonica. Sin embargo, en los casos en los que el problema
no se considera estacionario, la discretizaciéon temporal requerida en el calcu-
lo electromagnético (varios ordenes de magnitud inferior al cdlculo térmico)
hace que este enfoque requiera un tiempo de célculo y una asignaciéon de me-

moria elevados, por lo que no se suele utilizar en los programas comerciales
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de elementos finitos.

Acoplamiento termo - mecanico - metaltrgico

El acoplamiento termo-mecanico-metaltrgico se puede resolver mediante los tres
enfoques presentados anteriormente. Sin embargo, las caracteristicas del proceso
hacen que un enfoque unidireccional puro no se aplique a este tipo de procesos
multifisicos (Simsir, 2014).

Si se utiliza la estrategia de simulacién directa para resolver el problema con-
siderando los tres campos fisicos, se calculan los grados de libertad de cada fisica
de forma acoplada para cada instante de tiempo y se utiliza una sola malla para
discretizar el problema. Sin embargo, esta estrategia tiene una desventaja principal
que hace que no se utilice tan ampliamente. Los campos fisicos tienen diferentes
sensibilidades respecto al tiempo y al tamano de malla, por lo que la discretizacién
temporal y la malla minima necesarias para la fisica més restrictiva sera la aplicada
a todo el modelo, aumentando el tiempo computacional de forma innecesaria. En

la Figura 2.29 (a) se muestra el diagrama de flujo del enfoque directo.

a) b)
[ Parametros y geometria de entrada ] [ Parametros y geometria de entrada ]
n=n+1 n=ng+1
Solucion térmica [ Solucién termo-metaltirgica ]
At
Solucién metalurgica

Convergencia
At g

TH=THAT

Solucién mecanica

[ Histérico de temperaturas y fases J

ny=n,+1

Convergencia

Solucién mecanica

At,

m|

Fin de la solucion

Convergencia

d™=d'+Ad
Fin de la solucién

Figura 2.29: Diagramas de flujo de los métodos de acoplamiento térmico - meta-
lirgico - mecédnico por elementos finitos. a) directo y b) indirecto.
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El enfoque mas utilizado, al igual que en el caso del acoplamiento electromag-
nético - térmico, es el denominado indirecto, que dista ligeramente del presenta-
do anteriormente al participar tres campos fisicos. En este caso, se realizan dos
analisis consecutivos: un célculo termo-metalturgico acoplado directo y un célculo
termo-mecanico posterior, donde se utilizan discretizaciones temporales diferentes
y también posibilita utilizar mallas diferentes para cada simulacién. El diagrama

de flujo que muestra el enfoque indirecto puede observarse en la Figura 2.29 (b).

2.3.3. Modelos de simulacién por elementos finitos

En los tltimos anos, se han desarrollado numerosos modelos de simulaciéon que
resuelven el acoplamiento electromagnético - térmico en procesos de calentamiento
por induccién. Bay et al. (Bay et al., 2003) presentaron un modelo para el célculo del
calentamiento por induccién de piezas cilindricas con bobinas largas. Utilizaron un
modelo axisimétrico, en el que se tuvieron en cuenta las no linealidades del material
mediante el modelo de Frohlich-Kennelly. Los autores propusieron una resolucién
numeérica acoplada del problema electromagnético-térmico-mecénico, demostrando
que con su modelo se puede alcanzar la eficiencia computacional con una precision
adecuada. Sin embargo, los autores no consideraron la dependencia térmica de la
permeabilidad magnética, por lo que centraron su estudio en materiales lineales o
no lineales para calentamientos a bajas temperaturas, por debajo de la temperatura
de Curie.

Otros autores como Kennedy et al. (Kennedy et al., 2011a) presentaron varios
trabajos donde proponen y utilizan principalmente modelos analiticos para la eva-
luacién del proceso de calentamiento por induccion. Para la validacion numérica del
modelo propuesto, los autores utilizaron en su trabajo el software comercial COM-
SOL 2D®. Los autores estudiaron los efectos en bobinas cortas y la aplicabilidad
de los métodos clasicos de diseno de bobinas a este tipo de inductores, llegando a
la conclusiéon de que las soluciones analiticas 1D para la inducciéon con nicleo de
aire de baja frecuencia muestran una buena concordancia con los resultados numé-
ricos y experimentales. Sin embargo, no estudiaron el calentamiento por induccién
de materiales ferromagnéticos no lineales, ni la aplicabilidad del modelo propuesto
para las bobinas de varias espiras. En una segunda parte del estudio realizado, Ken-
nedy et al. (Kennedy et al., 2011b) investigaron los métodos de disefio presentados
anteriormente para el calentamiento por induccién de probetas de aluminio. Los
autores compararon la potencia medida experimentalmente con los valores calcula-

dos mediante métodos analiticos, concluyendo que los resultados méas precisos los
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proporciona el modelo desarrollado a partir del trabajo de Davies (Davies, 1990)
incluyendo el coeficiente de correcciéon de Nagaoka para bobinas cortas (Knight,
2010). Sin embargo, se estudiaron materiales lineales o casi lineales y no analizaron

la precision de los modelos para materiales no lineales.

Zhang et al. (Zhang et al., 2017) desarrollaron un flujo de célculo unidireccio-
nal en ANSYS® para el calculo del calentamiento por induccién en scanning. En
su metodologia no se tiene en cuenta la dependencia térmica de las propiedades
electromagnéticas durante el calentamiento cuasiestatico. Esta hipdtesis repercute
en la precisién de las temperaturas calculadas, donde los autores encontraron un
error medio del 17,65 %, con valores més altos al final de la etapa de calentamien-
to. Zabett and Mohamadi Azghandi (Zabett and Mohamadi Azghandi, 2012) y
Schlesselmann et al. (Schlesselmann et al., 2015) llevaron a cabo un andlisis elec-
tromagnético y térmico acoplado de un inductor en movimiento. En el trabajo de
Schlesselmann et al. (Schlesselmann et al., 2015) | se obtuvo una buena prediccién
cualitativa del perfil de la zona austenitizada, aunque no se midieron las tempera-
turas experimentalmente por lo que no se pudo realizar un estudio cualitativo més
profundo. En el trabajo de Zabett and Mohamadi Azghandi (Zabett and Mohamadi
Azghandi, 2012), el estudio se centré en la prediccién de las durezas tras el revenido
y no se pudo obtener una buena medicién experimental de la temperatura, por lo
que tnicamente se muestra el error, del 3%, en la prediccién de la temperatura
maxima.

Wrona et al. (Wrona et al., 2003) utilizaron un modelo electromagnético y
térmico indirecto desarrollado en ANSYS® para calcular la evolucién de la tem-
peratura durante el proceso de temple por induccién de engranajes, considerando
unicamente el acoplamiento electromagnético - térmico. Sin embargo, los autores
no realizaron validaciones experimentales del modelo desarrollado y, ademas, en el

modelo presentado no se incorporaron las transformaciones microestructurales.

Jankowski et al. (Jankowski et al., 2016) desarrollaron un modelo analitico de
calentamiento por induccién de bajas velocidades de calentamiento en el que se
resolvieron los campos electromagnético y térmico de forma simultdnea con una
estructura indirecta. Los autores compararon los resultados obtenidos utilizando
los modelos analiticos desarrollados con ensayos experimentales y simulaciones nu-
méricas por FEM en cilindros de grafito, un material que normalmente se asume
diamagnético. El error obtenido por los autores en la prediccién de la temperatura
en las probetas fue de hasta un 29.5 % para el modelo FEM y 11.5 % para el modelo
analitico, donde ambos sobrestiman las temperaturas obtenidas. Los autores encon-

traron errores mas pequenos en los casos en los que la velocidad de calentamiento
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era mas lenta.

Fisk (Fisk, 2011) desarrollé un modelo de simulacién por FEM para el ca-
lentamiento por induccién de componentes de la aleaciéon 718, que muestra un
comportamiento paramagnético. El autor obtuvo muy buena correlacién numérico-
experimental para su modelo desarrollado en el software comercial MSC Marc®. La
configuracion estudiada por el autor estd compuesta por un cilindro y un inductor
de una sola espira que lo rodea, por lo que el andlisis se realizé6 en un modelo 2D
axisimétrico.

En lo que respecta a la simulacién del proceso completo de temple por induc-
cién, se ha estudiado en varios trabajos que se pueden encontrar en la literatura.
Choi et al. (Choi et al., 2018) y Li et al. (Li et al., 2015) realizaron estudios en casos
de estudio similares, incluyendo la prediccién del perfil de dureza y por lo tanto,
incorporando la soluciéon metalurgica al andlisis térmico en una pieza cilindrica.
Los autores utilizaron ABAQUS® y MSC Marc®, respectivamente, y ambos obtu-
vieron una buena correlaciéon con los datos experimentales, aunque se encontraron
diferencias con los valores de durezas obtenidos mediante simulacion.

Homberg et al. (Homberg et al., 2016) también introdujeron la transformacion
de fases microestructurales en el modelo acoplado de estructura indirecta, donde
también se incluyd el andlisis termomecanico. Los autores realizaron un andlisis 3D
multifrecuencia en engranajes y discos, encontrando buena correlacién con los dife-
rentes patrones de dureza obtenidos experimentalmente. Sin embargo, las tensiones
residuales obtenidas de forma numérica no se ajustaron a las medias experimen-
talmente, especialmente en la direccién transversal del disco. Para el desarrollo de
este modelo los autores utilizaron un software de célculo no comercial.

Cajner et al. (Cajner et al., 2004) presentaron un estudio similar, incluyendo
las transformaciones microestructurales y la evolucion de la dureza, para cilindros
de 42CrMo4, donde la predicciéon de la distribucién de la dureza en el interior de
la pieza fue validada experimentalmente para el temple por induccién en scanning.
Los autores utilizaron un software de desarrollo propio con base en Matlab® para
realizar las simulaciones con el enfoque de aproximaciéon armonica utilizando BEM.
Sin embargo, el problema se ha simplificado de forma considerable, ya que en el
modelo desarrollado por los autores se asume que la generaciéon de calor ocurre en
la superficie de la pieza, considerando tinicamente el primer elemento de esta zona
para el calculo de la generacién de calor. Ademads, el modelo desarrollado solamente

es aplicable a casos axisimétricos simples.

Coupard et al. (Coupard et al., 2008) presentaron un modelo numérico desarro-

llado para simular los fenémenos electromagnéticos, térmicos, microestructurales y
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mecénicos, utilizando los softwares comerciales Flux2D®, Metal7® y MSC Marc®,
resolviendo una parte del proceso en cada software con una estructura indirecta,lo
que desacopla los campos fisicos. Sin embargo, la estructura de célculo desarrollada
no es capaz de resolver el problema acoplado y se han de simplificar las interaccio-
nes entre campos fisicos de forma considerable. Para evaluar las transformaciones
microestructurales, los autores utilizaron los modelos de JMAK y Koistinen y Mar-
burger modificado. A la hora de incorporar el TRIP, los autores simplificaron el
problema plastico a través de un método indirecto, utilizando un limite eldstico
modificado para la fase de martensita, que imita el comportamiento de un mate-
rial bajo deformaciones TRIP. Los autores también simplificaron las deformaciones
térmicas al considerar que los CET de las diferentes fases son constantes, por lo
que no tuvieron en cuenta la deformacién de transformacion asociada al cambio de

volumen de las diferentes fases microestructurales.

Li et al. (Li et al., 2014) y Wang et al. (Wang et al., 2019b) presentaron mo-
delos en los que se inclufa la generacién de tensiones residuales. Li et al. (Li et al.,
2014) también presentan una estructura de simulacién basada en diferentes soft-
wares comerciales. Los autores llevaron a cabo un estudio numérico sin validacién
experimental realizado con los softwares comerciales Flux2D® y DANTE® en el
que se desacoplan las fisicas electromagnética - térmica y térmica -mecdanica, re-
solviendo cada una en un software. En la base de datos de DANTE®, se generaron
los diagramas TTT y las curvas de dilatometria correspondientes al material estu-
diado. Utilizando Flux2D®, se calcularon las temperaturas durante el proceso de
temple completo. El histérico de temperaturas se trasladé a DANTE para calcular
las transformaciones de fase, dureza y tensiones residuales. En lo que respecta al
enfriamiento, los autores estudiaron el impacto de diferentes coeficientes de con-
veccion en la generacion de tensiones residuales, concluyendo que un enfriamiento
més rapido genera tensiones de mayor magnitud tanto en compresién (superficie)
como de traccién (nicleo), asi como mayores distorsiones en la pieza.

En el trabajo de Wang et al. (Wang et al., 2019b) se lleva a cabo una extensa
investigaciéon numérica y experimental, llegando a una muy buena correlacién entre
los resultados simulados y los medidos experimentalmente para el temple por induc-
cién en scanning. Para ello, los autores desarrollaron un modelo de co-simulaciéon
utilizando los softwares ANSYS y ABAQUS. El modelo desarrollado en ANSYS re-
suelve el acoplamiento electromagnético - térmico correspondiente al calentamiento
por induccién, mientras que el modelo desarrollado en ABAQUS se centra en el
acoplamiento térmico - metalirgico - mecanico correspondiente a la fase de temple.

Se utilizaron los modelos de JMAK y un modelo modificado de Koistinen y Mar-
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burger para calcular las fases microestructurales. Los autores consideraron tanto
el TRIP como las deformaciones de transformacién en los modelos siguiendo los
modelos presentados por Sjostrom (Sjostrom, 1992), llegando a una buena corre-
lacion experimental en tensiones residuales, asi como en durezas y profundidad de
capa templada. Sin embargo, las tensiones residuales obtenidas mediante simula-
cién se validaron dnicamente en la superficie de la pieza, no pudiendo validar la
distribucién de tensiones residuales obtenida mediante simulacién en el interior de

la pieza.

2.3.4. Caracterizacion de las propiedades del material

El temple por induccién es un proceso altamente sensible a los parametros de
entrada y propiedades del material, por lo que es necesaria una correcta caracte-
rizacion de las propiedades del material, ya que es importante ajustar el modelo
numérico correctamente. Simsir (Simsir, 2014) habla en su trabajo de la elevada
importancia de la caracterizacion, ademas de comentar la gran cantidad y dificul-
tad de obtencién de los pardmetros de material necesarios para el desarrollo de un
correcto modelo numérico, lo que justifica el reducido uso de modelos numéricos

para simular el temple por induccién a nivel industrial.

Los campos fisicos participantes en el proceso tienen sensibilidades diferentes
en cuanto a la variacién en los valores de las propiedades del material. Miihl et al.
(Miihl et al., 2020) realizaron un andlisis de sensibilidad numérico en el que estu-
diaron la sensibilidad de los pardmetros mecénicos, térmicos y metalirgicos con
respecto a las tensiones residuales y profundidades de capa templada obtenidas en
sus céalculos numéricos. Los autores concluyeron que los pardmetros metalirgicos
son mas sensibles, mientras que la conductividad térmica, el médulo de Young y
el ratio de Poisson son menos sensibles y, por lo tanto su caracterizaciéon no es tan
critica. En el caso de las propiedades térmicas, Simsir (Simsir, 2014) establece que
éstas no tienen una gran variedad entre aceros de la misma familia, por lo que es
posible utilizar valores de cualquier acero similar y obtener resultados adecuados
en las simulaciones. Se analizan a continuacién los métodos més utilizados para
realizar la caracterizacion del material.

El ensayo dilatométrico es el mas importante a la hora de caracterizar un ma-
terial que serd sometido a transformaciones de fase en estado sélido o SSPT (Solid-
State Phase Transformation). La dilatometria es una técnica que estudia las SSPT
mediante la monitorizacién en tiempo real de los cambios dimensionales de una pro-

beta debidos a un ciclo térmico determinado. La normativa que rige la realizacién
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de estos ensayos es la ASTM E228-17. El calentamiento se realiza normalmente
por induccién a una velocidad constante y el enfriamiento se realiza de forma con-
tinua con una velocidad definida. La probeta tipica para un ensayo de dilatometria
en aceros es un cilindro macizo de 10 mm de largo y didmetro de 4 mm en el
que las caras deben ser planoparalelas para poder medir los cambios dimensionales

correctamente con el palpador.

De esta forma, es posible asociar los cambios en la longitud del material a unas
temperaturas especificas, en las que se pueden observar los puntos de inicio y fin
de transformaciones de fases en puntos de inflexion de la grafica obtenida (Marcuci
et al., 2013). Mediante este ensayo se pueden obtener numerosos pardmetros del
material (Marcuci et al., 2013; Simsir, 2014)

= Temperaturas de inicio y fin de austenizaciéon en calentamiento.

= Temperaturas de inicio y fin de otras transformaciones de fases (martensita,

bainita. .. ) en enfriamiento.
= Coeficientes de expansion térmica de cada fase microestructural.

= Pardmetro K del modelo de TRIP de Leblond, que se mide mediante ensayos
dilatométricos bajo cargas externas, ensayo que requiere un equipamiento

mas sofisticado.

= Posibilidad de generar diagramas CCT y TTT en el caso de realizar ensayos

de dilatometria a diferentes velocidades de enfriamiento.

En la Figura 2.30 se muestra una representaciéon grafica del resultado de un
ensayo de dilatometria a velocidades de enfriamiento altas en el que se pueden ob-
servar las temperaturas criticas de transformaciéon de austenita y martensita, los
CET de las diferentes fases microestructurales (en granate) y los cambios volumé-
tricos (en azul).

La composicién quimica del material es un aspecto critico a la hora de asegurar
un correcto temple de las piezas, puesto que una variacién en los elementos aleantes,
sobretodo en el porcentaje de carbono, afectan de forma considerable a la dureza
obtenida. La Espectroscopia de Emisién Optica, o OES, es un método que crea
una chispa en la muestra en presencia de gas argdn, aunque es posible realizar este
ensayo sin la presencia de argén con una precision inferior. La chispa excita los
atomos de la muestra y estos atomos excitados emiten luz a frecuencias especificas
que se utilizan para determinar con precisiéon la composicién de la aleacion. El

OES es un método muy versétil para determinar la composicién quimica de las
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Figura 2.30: Representacién esquemética de un ensayo de dilatometria en el que se
marcan los CET de las fases (granate) y los cambios volumétricos (azul), ademds

de las temperaturas de inicio y fin de las transformaciones.

aleaciones del acero. Una de las principales ventajas del OES es su capacidad para
medir los elementos ligeros que no son detectables por otros métodos, como puede
ser la fluorescencia de rayos X (FRX) una técnica espectroscépica més sencilla pero
incapaz de medir elementos ligeros como el carbono, critico para la determinacién
de los aceros utilizados en el temple por induccién.

En lo que respecta a las propiedades térmicas del material, el Differential Scan-
ning Calorimetry (DSC) es una técnica calorimétrica que se utiliza para medir la
capacidad calorifica especifica. Mediante esta técnica, se puede medir ademas el
calor latente generado por una transformacion, obteniendo valores para la entalpia
de transformacién (Simsir, 2014). Otra técnica sustitutiva puede ser el Differential
Thermal Analysis, técnica que requiere menor sofisticacién pero es menos utilizada.
Para medir la conductividad térmica de un material se puede utilizar el Laser Flash
Method. Esta técnica trata de medir la difusividad térmica del material, pudiendo
calcular de forma sencilla la conductividad térmica siempre y cuando se tengan
valores de densidad y calor especifico previamente medidos.

La forma maés comuin de obtener propiedades mecanicas de materiales en proceso
de transformacién en estado sélido es realizar ensayos estdndar (traccién, torsién,
flexion. ..) a diferentes temperaturas y en estado mono-fase, abarcando todo el
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rango de temperaturas en las que puede existir cada fase microestructural. Una
vez obtenidos los pardmetros de cada fase, se puede aplicar la relacién mostrada
en la ecuacién (2.39) para obtener valores globales. Es importante mencionar que
los estandares ASTM recogen ensayos de tracciéon a temperatura ambiente y las
normativas de ensayos a altas temperaturas no incluyen aspectos de determina-
cién de pardmetros eldsticos (Simsir, 2014), aunque estos ensayos son ampliamente
utilizados en la literatura. Una de las grandes dificultades que se encuentran en la
medicién de pardmetros mecanicos a altas temperaturas es la dificultad de seleccio-
nar la parte lineal en una curva tensién-deformacién, ya que la viscosidad asociada
a la transformacién de fases microestructurales se ve reflejada practicamente desde
el inicio del ensayo. Una técnica para tratar de evitar esta viscosidad es realizar los
ensayos a grandes velocidades de deformacién, siempre y cuando la captacién de
datos lo permita.

Por ultimo, las propiedades electromagnéticas son claves a la hora de simular el
calentamiento por induccién. La conductividad eléctrica se puede estimar mediante
la medicién de la caida de voltaje al aplicar una corriente con intensidad constan-
te a través de una probeta de seccién y longitud definida. El resultado debe ser
ajustado para tener en cuenta aspectos de expansién térmica del material. Por otro
lado, la permeabilidad magnética del material y la temperatura de Curie son los
factores electromagnéticos mas relevantes para el temple por induccién, ya que el
calentamiento depende de la permeabilidad hasta la temperatura de Curie, cuando
su valor disminuye de forma abrupta. Para determinar el valor de la permeabili-
dad magnética, se realizan ensayos de histéresis magnética, en el que el material se
lleva a saturacion mediante diferentes excitaciones de corriente alterna y se reali-
zan ciclos de histéresis bajo estas condiciones. Esta operacién se repite a diferentes
temperaturas hasta obtener la evoluciéon de la permeabilidad magnética respecto
a la temperatura y definir la temperatura de Curie, como puede observarse en la
Figura 2.31.

2.4. Efecto del temple por induccién en la integri-

dad estructural
A principios de los afios ochenta y noventa, numerosos centros de investigacién
y universidades estudiaron la relacién entre los tratamientos térmicos y la inte-

gridad estructural, llegando a la conclusién de que el estado del material influye

indudablemente en el comportamiento a fatiga (Wei et al., 2019). En esta seccién
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Figura 2.31: Resultados experimentales de ciclos de histéresis a diversas tempera-
turas para el acero 42CrMo4 (Fisk et al., 2018).

se estudia la relacion entre el proceso de temple por induccién y la integridad es-
tructural de los componentes templados, es decir, su comportamiento respecto a
fallos por fatiga, fractura o desgaste, entre otros.

La fatiga es la acumulacion de dafio por cargas ciclicas, normalmente acompa-
nada de la iniciacién y propagacién de una grieta. Debido a la alta dureza de la
capa templada, junto con la presencia de tensiones residuales de compresion en la
zona superficial, el temple por induccién generalmente alarga la vida de los com-
ponentes sometidos a cargas ciclicas, ya que las tensiones residuales de compresiéon
favorecen el cierre de grieta, frenando la propagacion de la misma.

Los componentes que se someten a endurecimientos superficiales generalmente
se encuentran sometidos a altas cargas de contacto. En este tipo de solicitaciones,
un fallo tipico del material suele ser la fatiga por contacto de rodadura o rolling
contact fatigue, conocido con las siglas RCF. En esta tesis, puesto que el caso de
estudio que motiva el trabajo realizado se centra en los rodamientos de gran tamafio
para el sector edlico, se estudia el modo de fallo de RCF y el impacto que el temple

por induccién tiene en la vida de este tipo de componentes.
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2.4.1. Fatiga por rodadura o Rolling contact fatigue

La fatiga por rodadura o Rolling Contact Fatigue (RCF) es un modo de fallo
que pueden experimentar los componentes sometidos a cargas ciclicas de contacto.
La alternancia de carga y descarga se produce por el movimiento de los elementos
rodantes, como las bolas en la pista de rodadura de un rodamiento o las ruedas en
un rail de un tren. El movimiento, al combinarse con la presién originada por el
contacto, crea un campo de tensiones ciclicas en la zona subsuperficial, que puede
fallar a través de un inicio de grieta que, debido a la acumulacién de dafo, se propa-
gard por el material hasta llegar a la superficie, produciendo el desprendimiento de
un fragmento de la pieza o spall (Sadeghi et al., 2009). El fallo por RCF es visible
una vez se ha generado un desprendimiento de un fragmento en la superficie. En
la Figura 2.32 se muestra la evolucién de un fallo por RCF (Morales-Espejel and
Gabelli, 2015a). La fragmentacion comienza en el punto marcado con un circulo en
la primera imagen, y ésta va creciendo a medida que aumenta el niimero de ciclos
realizados.

Figura 2.32: Evolucion del fallo por RCF iniciado en el punto marcado en rojo
(Morales-Espejel and Gabelli, 2015a).

El comportamiento del RCF estd influenciado por la dureza y las propiedades
mecanicas del material. Por ello, las superficies de estos componentes suelen en-
durecerse, ya sea mediante tratamientos termoquimicos (carburacién, nitruracién
o carbonitruraciéon) o mediante tratamientos térmicos superficiales como el temple
por laser o por induccién. Varios estudios han demostrado que los componentes
endurecidos superficialmente exhiben vidas a RCF més largas que los componentes
templados en volumen (Bhattacharyya et al., 2017). E1 RCF es un fallo tipico en
pistas de rodadura de rodamientos (Morales-Espejel and Gabelli, 2015b; Bhatta-
charyya et al., 2017; Romanowicz and Szybinski, 2019), engranajes (Wang et al.,
2019a; Wei et al., 2019), levas (Sadeghi et al., 2009) y railes de tren (Ekberg et al.,
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2002), entre otros. Esté bien establecido en la literatura que, cuando un componente
de este tipo estd correctamente instalado, cargado y lubricado, su microestructu-
ra determina el comportamiento a RCF (Sadeghi et al., 2009; Wei et al., 2019;
Bhattacharyya et al., 2017).

Los dos mecanismos que dominan el fallo por RCF son la fragmentaciéon origi-
nada subsuperficialmente (spalling) y picaduras originadas en la superficie (pitting)
(Sadeghi et al., 2009). En la Figura 2.33 se muestran los dos tipos de fallo.

Subsurface origin Surface origin (PSQO)
n—>

RD

Figura 2.33: Tipos de fallos generados en el RCF en funcién de su origen (Symonds,
2020).

El spalling es un inicio de microgrieta subsuperficial que eventualmente crece
hasta la superficie, desprendiendo un fragmento de ésta. Las grietas subsuperficia-
les que aparecen en un proceso de spalling suelen crecer inicialmente en la direccién
paralela a la superficie y posteriormente se dirigen hacia la superficie, con angulos
considerablemente abiertos respecto a la superficie de contacto (sobre 45°). Normal-

mente, las microgrietas se generan en inhomogeneidades del material, tales como
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inclusiones y colonias de carburos. Aunque es bien sabido que la presencia de inclu-
siones afecta a la resistencia global del rodamiento porque actiian como elevadores
de tensién (Guetard et al., 2016; Romanowicz and Szybinski, 2019), estas impure-
zas suelen proceder de la materia prima o de la forja inicial, por lo que no es posible
controlar la formacién de inclusiones mediante el proceso de temple por inducciéon
(Rudnev, 2008). El fallo por spalling, mostrado en la Figura 2.34 (a) es mas comin
en componentes industriales, cuya generacién esta asociada superficies rectificadas
y condiciones adecuadas de lubricaciéon junto con la presencia de tensiones de cor-
tadura (Sadeghi et al., 2009; Romanowicz and Szybinski, 2019; Xie et al., 2015;
Zheng et al., 2019).

Figura 2.34: a) Red de grietas subsuperficiales (spalling) generadas en el RCF y b)
evolucién del fallo por RCF segun el mecanismo de pitting (Sadeghi et al., 2009).

Por otro lado, en el pitting se generan microgrietas en la superficie de la pieza,
que evolucionan hacia la zona subsuperficial con un dngulo méas pequeno (sobre
10 — 15°). El pitting ocurre normalmente en componentes muy rugosos o con es-
casa lubricacién, con defectos superficiales y concentradores de tensiones. En este
tipo de componentes, la falta de lubricacién en condiciones elasto-hidrodinamicas
(EHD), especialmente en zonas particulares en las que puede haber irregularidades
superficiales, genera un deslizamiento de los elementos de rodadura. Este hecho
hace que la tensién critica segin la teoria de Hertz se desplace hacia la superficie
de la pieza. En la Figura 2.34 (b) se muestra el mecanismo de pitting, donde se
puede observar la progresién del fallo desde el inicio de la grieta en el defecto su-
perficial hasta un desprendimiento de tamano considerable. Uno de los problemas
asociados a las grietas por pitting es el crecimiento de grieta acelerado causado por
la penetracién del lubricante en la grieta, lo que genera presiones que favorecen la

apertura de la grieta (Romanowicz and Szybinski, 2019),
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Una de las mayores caracteristicas del RCF respecto a otros tipos de fallo por
fatiga del material, es que el campo de tensiones en el RCF, a diferencia del fallo por
fatiga comun, suele seguir la mecanica de contacto de Hertz, en el que la distribucién
de tensiones forma un perfil parabdlico. Por lo tanto, el componente maximo de la
tensién se sitiia ligeramente por debajo de la superficie. Ademas, el estado tensional
generado en estos contactos Hertzianos es multiaxial y no proporcional (Sadeghi
et al., 2009). Un ciclo de carga tipico del RCF puede verse en la Figura 2.35, en la
que se observa que los componentes de la tensién no son proporcionales, es decir, las
tensiones crecen y decrecen de forma no proporcional. Ademas, los picos de tensién
méxima tampoco coinciden en el mismo punto. En la figura se puede observar
que las tensiones normales o, y o, se mantienen siempre en compresién mientras
que la tensién cortante ortogonal 7., sufre una inversién completa. Esta inversién
completa de las tensiones de cortadura hace que el rango de tensiones a los que se
da la fatiga sea de R = —1. En los andlisis a fatiga, el rango de tensiones indica la
relacién entre la tensién minima y méxima de la alterna aplicada (R = 0.min/0maz),
siendo R = —1 un caso de inversién completa con una media de 0. Uno de los
aspectos mas importantes del RCF es que, por el contacto, se generan tensiones
hidroestaticas elevadas en la zona subsuperficial, aspecto que se ve modificado en

presencia de tensiones residuales en la pieza.

0.4 1

ol
Pan

Figura 2.35: Ciclo de carga multiaxial en un punto subsuperficial de una pieza
sometida a cargas ciclicas por contacto. Fuente: (Sadeghi et al., 2009).
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La Figura 2.36 representa la distribucién de la presién segtin el modelo de Hertz
y la distribucién de la tensién de cortadura ortogonal en los extremos de la elipse,
asi como la tensién cortante maxima, que se encuentra en el centro del contacto a

una profundidad mayor.

,.
=]
+

ov

4 0.87

l4— 0.5 — =~

Hlzy,max

+T45°,max

0.5 -
o
@
~
,_mﬂ..

z/b

Figura 2.36: Distribucién de la presién segin el modelo de Hertz y distribucion de

las tensiones de cortadura en el interior de la pieza.

El fallo por fatiga por rodadura ha sido estudiado en diversos componentes
industriales en los tdltimos anos. Nygaard (Nygaard, 2015) muestra en su trabajo
fallos por RCF en rodamientos de turbinas del sector aerondutico. En la Figura
2.37 a) se muestran desprendimientos de fragmentos tanto en bolas de rodamiento
como en la pista de rodadura de los rodamientos estudiados por el autor. En la
Figura 2.37 b) se muestra una rotura extensa por RCF en la pista de rodadura de
un rodamiento de pitch de gran tamano (Lopez et al., 2019).

Alteraciones de la microestructura durante el RCF

Durante el RCF, los materiales experimentan cambios microestructurales de-
bido a la acumulaciéon de tensiones, que representan la degradaciéon del material
hasta el fallo final. Estos cambios suelen manifestarse como Dark Etching Regions
(DERs), Light Etching Regions (LERs), White Etching Bands (WEBs), y White
FEtching Areas (WEAs) (Bhattacharyya et al., 2017). En la Figura 2.38 se muestran
microscopias épticas en las que se pueden observar WEA (a), DER (b) y WEB (c).

Cuando se observa la microestructura bajo un microscopio éptico después del
un ataque quimico con Nital, pueden observarse zonas que se muestran con un
color diferente a la matriz. La aparicion de WEAs, que se revelan de color blanco,

estd relacionado con la etapa inicial de la vida de un componente, alrededor de
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Figura 2.37: a) Fallos por RCF en elementos de rodamientos de turbinas del sector
aerondutico (Nygaard, 2015) y b) rotura extensa por RCF en la pista de rodadura
en un rodamiento de pitch (Lopez et al., 2019).

Figura 2.38: Alteraciones de la microestructura durante el RCF a) WEA, b) DER
y ¢) WEB (Fu and Rivera-Diaz-del Castillo, 2018).

0,001 L1 en el caso de rodamientos, donde Lig indica el ntimero de ciclos antes de
un fallo en el 10% de componentes. Normalmente aparecen en cerca de las grietas
que se nuclean en las inclusiones y carburos y forman angulos de 45° respecto a
la superficie de rodadura, por lo que a menudo se suele referir como mariposa
o butterfly a las WEAs que se encuentran cerca de las inclusiones. En la Figura
2.38 (a) los WEAs pueden observarse alrededor de la grieta que se ha formado en
una inclusién. Las WEB, por otro lado, aparecen con diferente inclinacién respecto
a la superficie de rodadura, pudiéndose encontrar dos tipos de bandas, a 30° y
a 80°. Segin varios autores, las WEBs no estdn relacionadas con la vida de los
componentes (Kang et al., 2012).

Los DER se revelan como regiones que aparecen mas oscuras que la estructura

de la matriz. Generalmente, los DER aparecen en la tultima etapa del RCF. Varias
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investigaciones relacionadas con rodamientos de bolas, documentan que los DER
tienen una dureza inferior a la de la matriz templada. Se cree que la formacién de
los DER esta influenciada por las tensiones existentes en la region y el tiempo bajo
éstas, que provocan un revenido inducido por las tensiones, en el que se empiezan
a formar zonas de ferrita, disminuyendo asi la dureza. Normalmente, cuanto mayor
es la tension y el tiempo, mayor es la densidad de DER y més amplia es la zona
(Zheng et al., 2019; Kang, 2013).

Caracteristicas del material y comportamiento a RCF

Numerosos autores han investigado el impacto de diferentes caracteristicas del
material en la fatiga por contacto de rodadura. Algunas de estas caracteristicas
pueden controlarse a través de una selecciéon adecuada de los parametros del temple
por induccién. A continuacién se detallan las caracteristicas del material que mas
afectan a la vida a fatiga de los componentes sometidos a cargas ciclicas de contacto.

= Topologia de la microestructura y gradiente de tamaino de grano:
el dafo en el RCF se concentra en las inclusiones y los limites de grano. La
incorporacién de estos efectos en la simulacion numérica mediante técnicas
como el teselado de Voronoi mejora la correlaciéon con los datos experimen-
tales en comparacion con los materiales con la suposicion de microestructura
homogénea, segtn el trabajo desarrollado por Wei et al. (Wei et al., 2019).

= Dureza: el aumento de la dureza maxima en la superficie beneficia la vida a
la fatiga retrasando la iniciacién de la grieta, tal y como informa Wei et al.
(Wei et al., 2019). En su estudio, los autores incorporaron un gradiente de
propiedades mecanicas en el modelo de elementos finitos elastoplastico, basa-
do en la acumulacién de dano, mostrando que el dafo intergranular depende
de la tensién de cortadura y las tensiones normales favorecen la ampliacion de
la zona de dano. En cuanto a la profundidad de la capa endurecida en casos
de componentes carburados, las durezas mas bajas cambiaran la ubicacion de
la iniciacion de la grieta a profundidades mayores, donde el material no esta
endurecido. Los autores Xie et al. (Xie et al., 2015) estudiaron la relacién
entre la dureza superficial y la posiciéon subsuperficial de la maxima dureza
con la vida a RCF, concluyendo que un aumento de la dureza superficial ge-
neralmente prolonga la vida a fatiga, aunque la dureza subsuperficial en el
punto de maxima tensiéon es mas critica. Sin embargo, los autores no estu-
diaron los perfiles de tensiones residuales existentes en sus probetas, lo que

podria haber afectado a las conclusiones obtenidas. Walvekar and Sadeghi
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(Walvekar and Sadeghi, 2017) presentaron un trabajo donde se estudié el
impacto de la dureza en el RCF, concluyendo que la profundidad de la capa
endurecida, que en su estudio fue carburizada, impacta en el comportamiento
del RCF, de forma que una mayor capa endurecida aumenta generalmente
el namero de ciclos de fatiga. Numerosos autores han estudiado la influencia
de la profundidad de la capa endurecida en el RCF. Sin embargo, el criterio
comun para determinar la profundidad de la capa templada en rodamientos
no es habitualmente el RCF, sino otro fallo denominado core crushing. De
todas formas, la profundidad de la capa sigue siendo un factor importante
que puede influir en la distribuciéon de las tensiones residuales en la capa

templada y en la zona de transicién.

Limpieza del acero (impurezas e inclusiones): la presencia de inclu-
siones afecta a la resistencia general del rodamiento porque actian como
elevadores de tensién. En el RCF, las inclusiones, junto con la formacién de

carburos, son uno de los principales parametros que se han de controlar.

Tensiones residuales: el perfil de tensiones residuales existente en el com-
ponente, normalmente de compresién en la zona superficial y subsuperficial,
alarga la vida a fatiga del mismo al retrasar la propagacién de una grieta
(Schwach and Guo, 2006). El estudio de Guo and Barkey (Guo and Barkey,
2004) llego a la conclusién de que la distribucién de las tensiones residuales
inducidas por el proceso afecta a la fatiga iniciada cerca de la superficie (pit-
ting) y a la morfologia de la grieta mas que al fallo por RCF originado en la
subsuperficie (spalling), afectando principalmente al déngulo de propagacién
de la grieta. Sin embargo, su estudio se realiz6 sobre tensiones residuales in-
ducidas por el torneado y el rectificado, donde la presencia de las tensiones
residuales de compresion se limita a una profundidad muy pequenia (aproxi-
madamente 100 pm), lo que es poco comun para los componentes templados
por induccién. El estudio de Shen et al. (Shen et al., 2015) concluye que las
tensiones residuales no afectan a la forma del desprendimiento generado por
spalling. Hoa Ngan and Bocher (Hoa Ngan and Bocher, 2018) concluyen en
su trabajo teérico que las tensiones residuales generadas en el temple y reve-
nido por induccién no modifican considerablemente la profundidad en la que
se inicia el dafio, aunque si aumenta la capacidad de carga del componente.
Sin embargo, en la literatura no se han encontrado trabajos que relacionen
las tensiones residuales generadas por el temple por induccién (sin revenido

posterior) y el fallo por RCF.
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= Austenita retenida: Shen et al. (Shen et al., 2015) investigaron numérica
y experimentalmente el efecto de la austenita retenida (RA) en las curvas
S-N y el comportamiento a RCF de las probetas AISI 8620, concluyendo
que las probetas que contenian mayores niveles de RA mostraban una mejor
resistencia a RCF. Los autores también observaron que la combinacién de
altas tensiones residuales de compresién y un alto nivel de austenita retenida

(se estudié hasta un 35 %) mostraba una vida 1til de de RCF atin mayor.

2.4.2. Meétodos de determinacion de vida a fatiga

La evaluacién de la vida 1til de los componentes sometidos a RCF suele rea-
lizarse utilizando diferentes criterios de fatiga multiaxial que se han propuesto en
la literatura. Los criterios de fatiga pueden clasificarse en dos tipos principales:
criterios que utilizan el enfoque del plano critico y criterios que no lo utilizan. Los
criterios multiaxiales con enfoque de plano critico se basan en la bisqueda de un
plano en el que el dano sea el mas determinante, asumiendo que existe un plano
unico en el que el dafio es mas critico. Para ello, se realiza un barrido en dos angulos
de rotacién, ¢ y 6, calculando el dafio en cada plano resultante (Portugal et al.,
2019).

Se han desarrollado numerosos criterios de fatiga multiaxial, en los que la mul-
tiaxialidad y la causa principal del fallo se consideran de forma diferente. A con-
tinuacién se ofrece un breve resumen de los criterios mas utilizados, junto con las
consideraciones principales de cada uno (Portugal et al., 2019; Sadeghi et al., 2009;
Nygaard, 2015; Mocilnik et al., 2017):

= Findley el fallo segin este criterio ocurre cuando la amplitud maxima de la

tension cortante y la normal coinciden en el mismo plano.

= McDiamird la iniciacién de la grieta segin este criterio se atribuye a la
tension cortante maxima en el plano mas critico, aunque también se considera

el componente normal de la tensién en dicho plano.

= Brown-Miller en este criterio considera la deformacién cortante y normal,
dividiendo los tipos de fallos en dos dependiendo de la direccién de la cortante

maxima.

= Smith-Watson-Topper segtn este criterio, se ignora la influencia de la ten-
sién cortante, siendo el parametro principal que determina el dano la combi-
nacién de las tensiones normales y las deformaciones principales méximas en

el plano en el que el valor de la deformacién principal maxima es mayor.
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= Fatemi-Socie segtin este criterio, el fallo ocurre por deformaciones cortantes,
aunque se considera la tensién normal maxima en la direccién perpendicular

al plano en el que la deformacién cortante es mayor.

= Lundberg-Palmer es el criterio probabilista mas utilizado en los calculos de
vida 1til de los rodamientos para aplicaciones ingenieriles, ya que el proceso
de seleccion y los célculos de los rodamientos estan determinados por la norma
ISO 281:2007 basada en el criterio de LP (Portugal et al., 2019; Romanowicz
and Szybiniski, 2019). Segtn la teorfa de Lundberg-Palmer, el dano ocurre en
el punto en el que la cortante ortogonal es maxima y el material tiene una
debilidad en ese mismo punto, considerando que el fallo siempre ocurre en la

zona subsuperficial.

= Dang Van este criterio considera la combinacién de la tensién cortante ma-
xima y la tension hidrostatica, que facilita la apertura de la grieta. Aunque
algunos autores aplican el criterio de Dang Van junto con la bisqueda del
plano critico, este criterio fué desarrollado en base al valor de cortadura mé-
xima o en la invariante J5 del tensor de tensiones, por lo que no es necesario

realizar la busqueda del plano critico.

= Crossland este criterio se basa en la invariante Js del tensor de tensiones
(considerando tensiones de cortadura octaédricas) junto con las tensiones
hidrostaticas maximas, por lo que no se trata de un criterio con enfoque de

plano critico.

= Sines este criterio se basa en el uso de la amplitud de la invariante J (consi-
derando tensiones de cortadura octaédricas) y la tensién hidrostéatica media,

a diferencia del criterio de Crossland que utiliza la tensién méxima.

Los criterios de Dang Van, Crossland y Sines son més adecuados en los casos en
los que existen tensiones residuales, ya que consideran la tensién hidrostética (Hoa
Ngan and Bocher, 2018). Para el caso particular de piezas templadas por induccién,
Dang Van ofrece buenos resultados en términos de comportamiento a fatiga (Dang
Van et al., 1989). Ademds, su implementacién en célculos numéricos es més sencilla
que los criterios con enfoque de plano critico. Por lo tanto, los criterios de Dang
Van, Crossland y Sines se utilizan ampliamente en las evaluaciones de vida a fatiga
en la literatura (Hoa Ngan and Bocher, 2018; Coupard et al., 2008).

Dang Van et al. (Dang Van et al., 1989) compararon el modelo desarrollado con
los criterios de Sines y Crossland, proponiendo una serie de ensayos que permiten

determinar el criterio mas adecuado dependiendo del material y del caso de carga.
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Los autores llevaron a cabo su estudio en casos simples de tensién-compresién y
torsién con R = —1 y R = 0. Los resultados obtenidos fueron idénticos segin los
criterios de Crossland y Dang Van excepto para el caso de torsion, en el que se
observan diferencias debido a la consideracién de la magnitud de cortadura critica
en cada criterio. El criterio de Sines muestra un limite de tolerancia a la fatiga
considerablemente mas alto en los ensayos con R = 0. En un caso més complejo
de carga multiaxial, Dang Van et al. (Dang Van et al., 1989) realizaron un estudio
de plano critico, concluyendo que los planos de ¢ = 0° y ¢ = 45° eran los mas
criticos, siendo ¢ = 0° el plano en el que la tension cortante maxima era de mayor
magnitud.

En esta tesis doctoral, el trabajo se centra en la utilizacién del criterio de Dang
Van por su aplicabilidad a piezas templadas por induccién (altas tensiones residua-

les compresivas), siendo el criterio mds utilizado en casos de estudio de RCF.

El criterio de fatiga multiaxial de Dang Van

El criterio de Dang Van es un criterio de fatiga multiaxial que considera las
tensiones en las escalas meso y micro y es ampliamente utilizado para los casos
en los que hay tensiones residuales en los componentes a estudiar (Ekberg et al.,
1995; Dang Van et al., 1989). Este criterio considera como pardametros principales
las tensiones de cortadura méximas como iniciadoras de la fatiga y las tensiones
hidrostaticas que favorecen la apertura de grietas. El criterio de Dang Van dice que,
si se cumple alguna de las desigualdades (2.49) y (2.50), se produce la iniciacién
de la fatiga. Las tensiones criticas de Dang Van se pueden calcular utilizando las
ecuaciones (2.49) y (2.50).

mov1 = Ta(t) + apvon(t) > 7e (2.49)

Tove = Ta(t) —apyou(t) < —Te (2.50)

donde 7,(t) es el valor dependiente del tiempo de la tensién cortante en el plano
més critico, op(t) es la tensién hidrostdtica en el punto del material, 7, es un
parametro del material que representa el limite de fatiga en cortadura pura y apy
es un parametro del material que representa la influencia de la tension hidrostatica.

La calibracién del parametro apy se realiza con la ecuacién 2.51.

T_1—0-1/2
= /= 2.51
apv e (2.51)
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donde o_; es el limite de fatiga en tensién-compresion alterna y 7_1 es el limite
de fatiga en torsién alterna. La tensién hidrostatica se relaciona con la primera

invariante del tensor de tensiones (1) y se calcula con la ecuacién (2.52).

1 01+ 09+ 03
t = 71 = —

ou(t) 3 1 3
En la Figura 2.39 se muestra una representacion grafica del criterio Dang Van

(2.52)

bajo una trayectoria de carga aleatoria. Se compone de dos limites de resistencia
(a partir de las ecuaciones (2.49) y (2.50)) que determinan si se producird la fatiga.
El area comprendida entre los dos limites define la zona de no fatiga, mientras
que cualquier punto de la trayectoria de carga en la zona exterior sufrird algin
dano por fatiga. Las lineas discontinuas dibujadas en la tangente de la trayectoria
determinan las tensiones criticas de Dang Van susceptibles de sufrir dafios (tpy) y

éstas se utilizan en un diagrama de Wohler o curva S-N.

Loading

path ~a Fatigue

el

(7, 0.07(1)

a

No fatigue

Figura 2.39: Representacion grafica del criterio de Dang Van bajo una trayectoria

de carga aleatoria (en verde).

Dang Van et al. (Dang Van et al., 1989) postulé que el peligro de dafio por
fatiga estd definido por la ecuacién (2.53).

d=mix (— 1) (2:53)

Te — apy o (1)
donde un valor de d > 1 indica que se producird dano. Segtun el criterio de Dang
Van, el punto mas critico de un componente bajo tensiones se define por la com-

binacién de las tensiones hidrostaticas y las tensiones de cortadura. Por lo tanto,
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se puede utilizar la ecuacién de dafio potencial (2.53) para evaluar el punto més
critico de nucleacién de la grieta, que no coincidird necesariamente con el punto de
tensién cortante maxima.

A pesar de que inicialmente Dang Van et al. (Dang Van et al., 1989) plantearon
que la magnitud més critica de la tensién cortante era la cortante méxima (Tresca),
el propio autor propone que se pueden utilizar otras magnitudes de tensién critica
como la cortante octaédrica (relacionada con la invariante Js, al igual que en los
criterios de Sines y Crossland). Para la aplicacién del criterio Dang Van en esta
tesis doctoral se utilizan y comparan tres magnitudes de tensién diferentes, que se

presentan en las siguientes secciones.

Magnitudes de tensiones de cortadura criticas

Numerosos autores han debatido sobre el enfoque adecuado para establecer
las magnitudes de tensién critica que méas afectan al dano por RCF. La teoria
de Lundberg-Palmgren presentada anteriormente se basa en la hipdtesis de que
la tensién de cortadura ortogonal méaxima en la zona subsuperficial describe el
factor de tensién maéas critico para el dano por RCF y deberia utilizarse en las
evaluaciones de vida ttil ante cargas dindmicas (Lundberg and Palmgren, 1947).
Varios autores han utilizado la magnitud de cortadura ortogonal en sus trabajos
(Hoa Ngan and Bocher, 2018; Cheng and Cheng, 1997), ya que estd bien establecido
en la literatura que el dano por RCF es causado principalmente por la tensién
cortante. Sin embargo, en lo trabajos de Lopez et al. (Lopez et al., 2019) y Portugal
et al. (Portugal et al., 2019), se concluye que el criterio de cortadura ortogonal
propuesta por Lundberg-Palmer es la menos conservadora entre las estudiadas.

La magnitud de tension de cortadura utilizada para el criterio de Dang Van
suele basarse en la tensién de cortadura maxima, o tension de Tresca, como indicé
originalmente Dang Van et al. (Dang Van et al., 1989), aunque puede utilizarse otra
magnitud para estudiar el estado de tensién multiaxial. Numerosos otros autores
(Harris and Yu, 1999; Jalalahmadi and Sadeghi, 2009; Xie et al., 2015; Li et al.,
2018) determinaron que la cortadura octaédrica es la magnitud més determinante
para la vida 1til a RCF. Jalalahmadi and Sadeghi (Jalalahmadi and Sadeghi, 2009)
determinan que la profundidad de inicio de la grieta por fatiga se describe mejor
mediante la magnitud de cortadura octaédrica, mientras que Li et al. (Li et al.,
2018) afirman que considerar la tensién de cortadura octaédrica como la tensiéon
causante del fallo es méas razonable. Es importante destacar que, cuando se utilizan

las tensiones de cortadura de Tresca y octaédricas, todas las componentes (7,0 )
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caen en la parte positiva de 7 en el diagrama de Dang Van.

Algunos autores que han comparado varias magnitudes de tensién concluyen que
la seleccion de la magnitud de tension critica se vuelve arbitraria bajo la condiciéon
de cortadura pura en la regién eldstica (Cheng and Cheng, 1997) y que la seleccién
del criterio de dano no es critica para encontrar la localizacién del dafio (Morales-
Espejel and Gabelli, 2015b). Sin embargo, no se ha realizado ningin estudio similar
para el caso de RCF.

A continuacion se dan detalles de las tres magnitudes de tensién de cortadura

critica estudiadas en esta tesis doctoral.

Tresca o cortadura maxima El criterio de Tresca o de cortadura méaxima es
un criterio de fallo tipicamente utilizado en materiales ductiles, en el que el fallo
ocurre cuando la cortadura maxima en el material calculada con la ecuacién (2.54)
iguala o supera el limite de tensiéon de cortadura méxima obtenida en un ensayo

uniaxial.

Teay = % (2.54)

donde o7 y o3 son las tensiones principales médxima y minima, respectivamente. En

la Figura 2.40 se representa el limite de fallo segtin el criterio de Tresca.

0,

4

-0, +0

0

Figura 2.40: Representacion del limite de fallo segtin Tresca. oy indica limite elés-
tico.

Cortadura ortogonal La cortadura ortogonal es aquella que se representa en
los planos paralelo y perpendicular a la superficie de contacto. En la distribucién
tipica de las tensiones generadas en el contacto de Hertz (Figura 2.36), la tensién
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de cortadura ortogonal representa la tension critica que produce fallo por RCF,
siendo ésta completamente reversible (R=-1), en el que los valores maximo y mi-
nimo son de la misma magnitud. La cortadura ortogonal tipicamente muestra una

distribucién en forma de mariposa, que se puede observar en la Figura 2.41.

Leading
edge

Trailing
Centre of edge

contact

Time

Figura 2.41: Distribucién de tensiones de cortadura ortogonal en un contacto bola-
cilindro (Pandkar et al., 2015).

Cortadura octaédrica La cortadura octaédrica estd relacionada con la tensiéon
de von Mises, y por lo tanto, con la invariante Jo del tensor de tensiones segin la
ecuacién (2.55) y acttia sobre los planos octaédricos generados en la direccién de

las tensiones principales, mostrados en la Figura 2.42.

2 1
Toct = 4/ §J2 = 5\/(01 —09)2+ (69 —03)%2 + (03 — 01)? (2.55)

2.4.3. Analisis experimental de la fatiga por rodadura

El estudio experimental del rolling contact fatigue se puede realizar utilizando
diferentes configuraciones de ensayo. Estas se dividen generalmente en dos tipos:
ensayos de contacto puntual y ensayos de contacto lineal. Michalczewski et al.
(Michalczewski et al., 2012) resumen en su trabajo los ensayos més habituales en
la literatura, siendo los de contacto puntual mas utilizados tanto a nivel industrial
como a nivel académico. En la Figura 2.43 se muestran los ensayos de contacto

puntual mas utilizados.
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Figura 2.42: Representacion de los planos octaédricos.

Testing rig Schematic diagram Operating conditions Source

1 2 Contact: point
Specimens: balls 2~
four - ball apparatus Max. Hertzian pressure: 8.7 GPa 1
1 - upper ball
2 - lower balls

1 '- 2 Contact: point
Specimens: rods
Max. Hertzian pressure: 5.5 GPa
1 -rod
2 - balls
3 - tapered races

rod - three balls [8]

CTD-ROLL rolling
contact testing
device

Specimens: balls

1 —ball
2 — testing sample

(9]

| H
" Contact: point
_

Figura 2.43: Principales ensayos de contacto puntual (Michalczewski et al., 2012).

Entre los ensayos mostrados, destaca considerablemente el ensayo three-ball-on-
rod o tres bolas sobre cilindro. Numerosos autores (Shen et al., 2015; Guetard et al.,

2016; Nygaard, 2015) han realizado sus estudios utilizando esta configuracién, que
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permite estudiar cilindros de diferentes propiedades de forma simple.

Esta configuracién de ensayo fue presentado por Glover (Glover, 1981) y se
ha utilizado desde entonces, ya su setup es muy sencillo. La probeta de ensayo
cilindrica, de 9,53 mm de didmetro, se sitia en el centro del setup y se fija al
sistema de rotacién, que gira a una velocidad de 3600 rpm. Tres bolas de 12,7 mm
de didmetro se presionan radialmente contra la superficie de la probeta de ensayo
a través de dos tapas de rodamiento conicas. El sistema de aplicacion de carga
estd construido por pernos calibrados con muelles de compresién. La Figura 2.44

muestra una representacién esquematica del ensayo three-ball-on-rod.

0 T 1
0 . .
k‘_’ i
CARGA C A i
POR :
MUELLES i BOLAS
" | -
% RZ : — /_
Ry " ;
! \ '\\
T, T 5 \ TAPAS
PROBETA

Figura 2.44: Representacién esquematica del ensayo three-ball-on-rod (modificado
desde (Glover, 1981)).

Normalmente, el ensayo presentado se lleva a cabo en la regién elastica, uti-
lizando presiones de contacto inferiores a 4 GPa para materiales templados. Sin
embargo, algunos autores han trabajado en el rango plastico para acelerar los en-
sayos. Bhattacharyya et al. (Bhattacharyya et al., 2017) realizaron sus ensayos a
una presién de contacto de 5,5 GPa. Xie et al. (Xie et al., 2015) también realiza-
ron experimentos elastoplasticos para conseguir el fallo entre 106 — 107 ciclos. Sin
embargo, en su trabajo no se dieron detalles sobre la presién de contacto utilizada.
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2.5. Analisis critico del estado del arte

En este apartado se resumen los aspectos mas relevantes de la revisién del estado
del arte y se exponen las conclusiones que se han extraido. El proceso de temple por
induccién es un tratamiento térmico que ofrece indudablemente numerosas ventajas
respecto a otros tratamientos térmicos o termoquimicos que se han detallado en este
capitulo. Sin embargo, a nivel industrial, la correcta y rapida aplicacién del proceso
de temple por induccién a un nuevo componente se ve afectada porque el disefio
de un nuevo proceso esta generalmente limitado por el know-how de los expertos
y se realiza a través de procesos de prueba-error, aumentando los costes asociados
al diseno de un nuevo proceso, asi como del time-to-market. En esta linea, se ha
observado que en los ultimos anios ha aumentado el nimero de trabajos dedicados
a disenar procesos de temple por induccién en componentes industriales, asi como
de modelos que sean capaces de predecir el resultado del proceso. Por otro lado,
las especificaciones de los componentes templados por induccién en la industria
recaen principalmente en el valor de la dureza y en la capa templada, ignorando
el impacto, generalmente positivo, que las tensiones residuales generadas por el

proceso pueden tener en el comportamiento en servicio de los componentes.

En cuanto a la simulacién numérica del proceso de temple por inducciéon y su
efecto en la integridad estructural, se han sintetizado las debilidades encontradas

en la revisién del estado del arte en los siguientes puntos:

= La complejidad de los modelos aleja su uso para simular los procesos de temple
por induccién a nivel industrial, confinando el desarrollo de nuevos procesos
al expertise de los técnicos a través del proceso de prueba-error. Ademas,
el impacto que los parametros de proceso tienen en el resultado final de la
pieza no estd ampliamente estudiado ni asimilado en la industria. En el caso
especial de los componentes de alto valor anadido como los rodamientos o
engranajes de gran tamano, el ajuste del proceso de temple por induccién

incrementa enormemente el coste asociado.

= Los principales autores en el campo de la simulacién de tratamientos térmi-
cos y el calentamiento por induccién han realizado en sus trabajos diferentes
simplificaciones que afectan en mayor o menor medida al resultado obtenido.
Los softwares comerciales utilizados en los trabajos publicados en la literatu-
ra ofrecen diferentes niveles de detalle en cuanto a acoplamiento de campos
fisicos y sus iteraciones. Sin embargo, los modelos implementados en este tipo

de softwares, generalmente opacos para el usuario final, no permiten la posi-
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bilidad de realizar los calculos utilizando diferentes modelos existentes para
simular los fenémenos fisicos que ocurren durante el proceso, especialmente

en lo que respecta al campo metaltrgico y a sus efectos asociados.

La simulacién del proceso mediante el uso de softwares comerciales general-
mente requiere un tiempo de calculo elevado, lo que limita su uso a la hora

de simular casos industriales de elevada complejidad.

El software comercial ANSYS no tiene actualmente la capacidad para realizar
célculos de transformaciones de fases microestructurales, por lo que no es po-
sible realizar cdlculos de tensiones residuales incluyendo los efectos generados

por las transformaciones microestructurales.

En la literatura se ha discutido ampliamente la idoneidad de los modelos
de transformacion de fases microestructurales mas utilizados en funcién del
material y el tipo de proceso aplicado. La gran mayoria de autores y softwares
comerciales han utilizado la combinacién de modelos de Avrami y Koistinen y
Marburger para realizar las simulaciones. Sin embargo, no existe todavia un
consenso entre los principales autores, especialmente para el caso del temple

por induccién.

En cuanto a los modelos de célculo de tensiones residuales, se han estudiado
diversas formas de introducir los principales efectos en los modelos de elemen-
tos finitos. Generalmente, los autores tienden a simplificar algunos de estos
efectos, ya que su estudio en profundidad requiere una extensa caracteriza-
cién de los materiales. Uno de los ejemplos més claros es la caracterizacion
del parametro K utilizado en el célculo del TRIP. Debido a la dificultad de
evaluar este parametro, numerosos autores han optado por ignorar el impac-
to del TRIP o han utilizado la reducida informaciéon que se ha publicado los
ultimos anos en la literatura. En el caso particular del acero 42CrMo4, el pa-
rametro K ha sido caracterizado y el uso de K = 42 x 107 est4 ampliamente

extendido en la literatura.

El impacto del TRIP en el estado tensional final de los componentes sometidos
a tratamientos térmicos es un tema que ha suscitado diversos estudios a lo
largo de los afios, especialmente motivado por la dificultad de caracterizar el
material para poder considerar este efecto en los modelos numéricos. A pesar
de que existen numerosos trabajos en los que el efecto del TRIP se ha ignorado

por su anadida dificultad, diversos autores han mostrado y cuantificado el
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impacto de considerar el TRIP en los modelos numéricos, concluyendo que

incluir el TRIP en los cdlculos mejora las predicciones realizadas.

El acero 42CrMo4 se ha utilizado ampliamente en la literatura, puesto que es
un acero tipicamente utilizado en aplicaciones industriales en los que se aplica
el temple por induccion. Este hecho permite utilizar algunos de los parametros
de material que han sido caracterizados a lo largo de los afios, reduciendo el
coste temporal y econémico requerido para caracterizar un material en su
totalidad con el nivel de detalle requerido por los modelos de simulacién del

proceso de temple por induccién.

Entre los modelos de simulacién encontrados en la literatura, se ha observado
que se han publicado diversos estudios numéricos sin una adecuada validacién
experimental, especialmente en el caso de la generacion de tensiones residuales

durante el temple por induccién.

El impacto de las tensiones residuales generadas por el temple por induccién
en la integridad estructural en general, y en el fallo por RCF en particular,

no se ha estudiado ampliamente en la literatura.

Aunque existen numerosos criterios de fatiga multiaxial en la literatura, el
criterio de Dang Van destaca notablemente para casos en los que un material
con tensiones residuales se somete a carga ciclicas por contacto, causando fallo
por RCF. Sin embargo, en la literatura no se han encontrado trabajos en los
que se aborde el tema de la eleccién del criterio de tensiéon de cortadura mas
adecuado para aplicar el criterio de Dang Van en componentes con tensiones
residuales.
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Capitulo 5

Influencia de las tensiones
residuales derivadas del
temple por induccion en el

rolling contact fatigue

Resumen: La fatiga por contacto de rodadura o rolling contact fatigue (RCF)
es un modo de fallo producido por cargas ciclicas en contacto, que generalmente
dan lugar a la iniciacion y propagacion de una grieta subsuperficial hasta que apa-
rece un desprendimiento en la superficie. En este capitulo, se investiga el impacto
de las tensiones residuales derivadas del temple por induccién en la vida itil de los
componentes utilizando el criterio multiazial de Dang Van. En el estudio se han
comparado tres magnitudes de tensiones de cortadura (ortogonal, Tresca y octaédri-
ca). Se han calculado diferentes campos de tensiones residuales segin variables del
proceso utilizando modelos de simulacion del temple por induccion y estos campos
han sido introducidos en un modelo cldsico monocontacto de elementos finitos en
el que se simula el ensayo three-ball-on-rod. Los resultados obtenidos se han intro-
ducido en un andlisis de fatiga para evaluar la vida de los componentes cuando se
someten a RCF, concluyendo que es mecesario considerar las tensiones residuales
en los cdlculos numéricos. Se ha observado que la diferencia entre considerar o no
las tensiones residuales, especialmente si su magnitud es elevada, tiene un gran

impacto en la prediccion de vida.
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5.1. Introduccién y objetivos

En la revision de la literatura se ha podido observar que los componentes tem-
plados por induccién se encuentran a menudo sujetos a cargas ciclicas producidas
por contactos y, por lo tanto, al fallo de fatiga por contacto de rodadura o RCF.
Generalmente, se aplica el temple por induccién con el objetivo de mejorar las pres-
taciones mecanicas del material y que éste pueda hacer frente a las solicitaciones
impuestas. Sin embargo, el impacto que las tensiones residuales generadas por el
temple por induccién tienen en el RCF no se suele considerar en los andlisis de vida
util de los componentes en las fases de diseno y verificacién.

En la revision de la literatura se ha podido observar que, generalmente, la rela-
cién entre los tratamientos térmicos y el RCF se ha estudiado a través de la dureza
del componente, mientras que el impacto de las tensiones residuales generadas en
este tipo de procesos no se ha estudiado ampliamente. Por lo tanto, el objetivo de
este capitulo es el de estudiar el impacto que las tensiones residuales derivadas del
temple por induccién tienen en la vida de un componente cuando éste estd some-
tido a cargas ciclicas por contacto. Para ello, se han establecido varios objetivos

especificos que se detallan a continuacién:

= Desarrollar una metodologia de cédlculo numérico que permita incluir las ten-

siones residuales generadas por el temple por induccién en el andlisis de vida.

= Estudiar la magnitud de tensién cortante més adecuada (tensién méxima o
Tresca, cortante ortogonal y cortante octaédrica) para predecir la vida de un
componente utilizando el criterio de Dang Van, en términos de prediccién de

vida y localizacién del dano.

= Estudiar, de forma numérica y experimental, el impacto de las tensiones re-

siduales en la vida a fatiga de los componentes.

Para ello, en este capitulo se muestran inicialmente la adaptacién de un banco de
ensayos de RCF para acoger el ensayo three-ball-on-rod modificado y la fabricacién
de las probetas para realizar los ensayos. Posteriormente, se disena una metodo-
logia de evaluacién numérica de la vida a fatiga que permita incluir las tensiones
residuales en el calculo. A continuacién, se muestran los resultados de los ensayos
realizados junto con un andlisis post-mortem de las probetas estudiadas. Tras ello,
se comparan los resultados obtenidos en el andlisis numérico utilizando las tres
magnitudes de estudio con los resultados experimentales en términos de prediccién

de vida y localizacién del dano méaximo o punto de nucleacién de grietas. Para ter-
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minar, se muestra un resumen de las observaciones realizadas en cuanto al impacto

de las tensiones residuales en la vida a fatiga.

5.2. Adaptacion del ensayo three-ball-on-rod

Para la realizaciéon de los ensayos de RCF en IKERLAN, se ha adaptado un
banco de ensayos ya existente para acoger ensayos de three-ball-on-rod como el
presentado por Glover (Glover, 1981). El banco de ensayos original fue disefiado
para realizar ensayos de RCF en rodamientos planos con cargas elevadas. En la
Figura 5.1 se muestra el banco de ensayos original, en el que el rodamiento de
ensayo se identifica en rojo. Los elementos principales que se numeran en la figura

indican
1. Motor, cuya velocidad oscila entre 40 y 400 rpm.
2. Base rotatoria que soporta las cargas transmitidas al rodamiento de estudio.
3. Plato que se monta sobre el rodamiento a analizar, cuya rotaciéon se bloquea.

4. Pistén con capacidad de realizar 200 kN de fuerza.

Con el objetivo de mantener el maximo nimero de piezas sin modificar para
facilitar el intercambio entre diferentes ensayos, se ha realizado una modificacién
en la zona mas cercana a la pieza de ensayo, manteniendo los elementos principales
mencionados anteriormente. Para ello, el redisefio se ha basado en dos patentes
que siguen el planteamiento del ensayo presentado por Glover (Glover, 1981). En la
patente presentada por J.Minter (J.Minter, 1984), la probeta de ensayo se mantiene
estatica mientras que el sistema de aplicacién de carga rota. En cambio, en la
patente presentada por Bacigalupo et al. (Bacigalupo et al., 1998), es la probeta
la que rota, mientras que el sistema de aplicacién de carga se mantiene estatico. El
sistema de probeta estatica requiere un cambio menos significativo en el sistema
original, por lo que se ha optado por estia opcién para redisenar el banco.

La fuerza de ensayo requerida por el ensayo three-ball-on-rod es considerable-
mente inferior a la necesitada para los ensayos en rodamiento plano, por lo que
la aplicacién de la fuerza necesaria para realizar los ensayos se realiza a través de
seis muelles de compresién, que aprietan las pistas de rodamiento cénico contra las
bolas y éstas, a su vez, generan un contacto de alta presién con la pieza a ensayar.

Con este sistema, se evita que entre el cilindro de ensayo y las bolas se genere una
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Figura 5.1: Diseno del banco de ensayos original.

rétula indeseada. En la Figura 5.2 se muestra el disefio de la adaptacién del banco

de ensayos, donde los elementos més importantes son

1.

2.

3.

Probeta de ensayo en su sistema de amarre por apriete.
Bolas de 100Cr6 con dureza 61-63 HRC.

Jaula de bolas, fabricado en plastico mediante impresién 3D.

. Rodamientos cénicos (tapas) que trasladan la carga vertical ejercida por los

muelles en carga radial en la bola.

. Tornillos de apriete con muelles de compresién (6 en total).
. Rodamiento de apoyo.
. Placa superior que evita el giro del sistema de amarre de la probeta.

. Eje del motor original.

Uno de los aspectos negativos del banco disenado es la imposibilidad de observar

la probeta durante el ensayo, ya que ésta se encuentra encerrada dentro del resto de
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Figura 5.2: Disenio del banco de ensayos adaptado para el ensayo three-ball-on-rod.

elementos. Por lo tanto, se ha instalado en la placa superior un acelerémetro triaxial
modelo 356A17 de PCB PIEZOTRONICS que permite monitorizar el ensayo. Para
poder contar los ciclos que las bolas generan en el cilindro, se ha instalado un
sensor inductivo que se comunica con el programa LabView con el que se controla

el ensayo.

Se ha utilizado un modelo trigonométrico para calcular la fuerza que las bolas
ejercen al cilindro en base a la que ejercen los muelles de compresiéon. Para ello, se
han caracterizado los muelles en un ensayo de traccién, en el que se ha medido su
constante eldstica, obteniendo una media de 61 N/mm. En la Figura 5.3 se muestra
el modelo trigonométrico utilizado para calcular la fuerza ejercida por las bolas en
el cilindro desde la fuerza aplicada a través de los muelles de compresiéon. En la
Tabla 5.1 se muestran los pardmetros mas importantes del modelo trigonométrico
utilizado.

En la Figura 5.4 (a) se muestra una representacién esquemética del ensayo
three-ball-on-rod modificado (vista superior) y una fotografia del banco de ensayos.

Los ensayos se han llevado a cabo con una velocidad de rotacién de 400 rpm.
El tamafio de las probetas y de las bolas también se ha modificado, utilizando
bolas de un didmetro de 36 mm y cilindros de didmetro de 20 mm en el que la
capa templada oscilard entre 2 y 4 mm. Segtn el modelo analitico de Hertz, si el
ensayo se asume completamente eldstico, la elipse obtenida en el contacto tendria
diagonales de 1,94 mm y 1,01 mm con una presién de contacto de 5044 MPa, muy
superior a la presién de contacto de 2400 MPa obtenida en el contacto bola-tapa,
asegurando que el contacto méas critico sea siempre el contacto bola-cilindro. Las

pruebas se han realizado a altas presiones de contacto para acelerar el fallo. Para
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Figura 5.3: Modelo trigonométrico para el calculo de la fuerza ejercida por las bolas
sobre el cilindro.

a) b)

Loading springs

Figura 5.4: Representacién esquemadtica del ensayo modificado (a) y una fotografia

del banco de ensayos (b).

cada prueba se han utilizado bolas y tapas nuevas, ya que los restos del material
desprendido tras el fallo por RCF quedan retenidos dentro del sistema, lo que
provoca importantes puntos de deformacién pléstica en las superficies de contacto.
El sistema se ha lubricado con un lubricante comercial ENGINE 7 a través de un
sistema de goteo dirigido a la muestra de ensayo a una velocidad de 20 gotas por
minuto. Las pruebas se han monitorizado mediante el acelerémetro instalado, que

capta la amplitud de la vibracién de la placa superior.
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Tabla 5.1: Parametros méas importantes del estudio trigonométrico junto con su

valor.

Param. Definicién Valor (mm)
D1 Didmetro de eje 20
D2 Didmetro de bola 36
D3 Didmetro de bola en contacto con tapa 35,08
D4 Didmetro del arco menor de la tapa 82
D5 Diametro de tapa en contacto con bola 91,08
D6 Didmetro de arco mayor de la tapa 92,12
H1 Altura de tapa 22
H2 Altura contacto sobre bola 4,03
H3 Altura contacto sobre base de tapa 2,24
H4 Altura de base de tapa sobre bola 1,79
H5 Espacio entre las bases de tapas 3,08
HT Altura del conjunto tapa-bola-tapa 47,58

Parametro Definicion Valor
@ Angulo de contacto de tapa 12,948 °©
Q Carga vertical ejercida sobre las tapas 3350 N
Fr Fuerza de friccién 498 N
R1 Fuerza resultante en el contacto de cada bola 1983 N
a cada tapa (sin friccién)
R2 Fuerza resultante en el contacto de cada bola 3490 N
a cada tapa (con friccién)
R3 Fuerza resultante en cada contacto bola-cilindro 6587 N
Fc Fuerza centripeta en cada bola 26 N

5.3. Fabricacion y caracterizacion de las probetas

Los ensayos experimentales de RCF se han llevado a cabo en cilindros de

42CrMo4 con didmetro de 20 mm y longitud de 75 mm. A continuacion, se de-

talla el proceso de obtencion de esa geometria de probeta, el temple por induccién

aplicado en ellas y la caracterizacién realizada.

Las tensiones residuales se han medido en 1 mm de profundidad mediante la

técnica de incremental hole drilling utilizando rosetas de galgas de tipo B. Para

el post-procesado de los resultados obtenidos se ha seguido el procedimiento de

tensiones no uniformes propuesta en la norma ASTM E837-13a
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5.3.1. Ruta de fabricacién de las probetas

Para fabricar las probetas de estudio de RCF, se ha partido de un aro de
42CrMod4, utilizado para la fabricacion de rodamientos de pitch en aerogeneradores
de gran tamano. Se ha obtenido una seccién de este aro y se han extraido los
cilindros de ensayo mediante el proceso de corte por electroerosion, en el que las
probetas extraidas siguen la direccién del fibrado del acero generado durante el
forjado del aro. Como resultado de este proceso, se han obtenido cilindros de 20,2
mm de didmetro y una longitud de 75 mm. En la Figura 5.5 se muestra un diagrama

de flujo en el que se detalla la ruta de fabricacion de las probetas de RCF.

Forjado di . R
(?rj ado , © a_.ros .y. . Corte de seccidon Corte por electroerosion }
tratamiento térmico inicial

.

@]‘—[ Temple por induccion ]

Vv

_ a [
(I

A

Figura 5.5: Ruta de fabricacién de las probetas de RCF.

Se han caracterizado las tensiones residuales una vez se han extraido los cilin-
dros, antes de aplicar el proceso de temple por inducciéon. Las mediciones, que se
pueden observar en la Figura 5.6, muestran que se han generado tensiones resi-
duales de compresion en la zona superficial, que rdpidamente se minimizan, con
valores cercanos a cero, en la zona inmediatamente subsuperficial, siendo la zona
afectada por las tensiones residuales inferior a 0,2 mm, en el que el pico de mag-
nitud méaxima se localiza sobre 0,05 mm. Se han medido las tensiones residuales
en dos probetas diferentes para observar la variabilidad de las probetas de origen.
Las tensiones residuales medidas en los cilindros se han considerado despreciables,
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al estar localizadas en una profundidad muy reducida de la zona superficial de la
pieza. Esta consideraciéon es posible tras plantear la hipétesis de que, al calentar
esta zona por encima de la temperatura de austenitizaciéon durante el temple por
induccién, el efecto de las tensiones residuales previas al proceso de temple por

induccién se relajan.

50 T T T T T T

Tensiones residuales [MPa]

200 R0 0 1 - axial 7
| ." 1 - tangencial
17 2 - axial
-250 - 'I ! — — —-2-tangencial
]
300 . . . 1 . !

0 0.1 02 0.3 0.4 0.5 06 0.7 038 09 1
Profundidad [mm]

Figura 5.6: Tensiones residuales en direcciones axial y tangencial en el material

base (2 mediciones).

5.3.2. Temple por induccién en scanning

Los cilindros se han templado por induccién con el objetivo de obtener perfiles
de tensiones residuales diferentes, siguiendo el plan de ensayos mostrado en la Tabla
5.2. Se han deifnido cuatro tipos de probeta: las probetas A y B tienen una capa
objetivo de 4 mm mientras que el objetivo fijado para las probetas C y D es de 2
mm. En cuanto al porcentaje de polimero en el medio de temple, se han seleccionado
dos concentraciones diferentes para realizar estos ensayos, obteniendo probetas con
un enfriamiento muy rapido con el porcentaje del 4% y un enfriamiento més lento
(aunque suficiente para generar capa martensitica) con el polimero al 12%. En
aplicaciones de temple, una mayor concentracién de polimero indica una velocidad
de enfriamiento inferior, lo que tedricamente genera tensiones residuales de menor

magnitud.

Para ambos casos, la frecuencia de la corriente se ha fijado en 17 kHz, con una
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Tabla 5.2: Resumen de los pardmetros del temple por induccién para cada tipo de

probeta.
Probeta Capa objetivo Velocifiad Porcentaje de polimero
scanning
A 4 9 4
B 4 9 12
C 2 11 4
D 2 11 12

potencia que varia entre 38 kW y 45 kW. El inductor tiene una sola espira de 6 x 6
mm con un didmetro interior de 27 mm. Para obtener las diferentes capas de temple,
se ha modificado la velocidad de scanning, utilizando 11 mm/s para la capa de 2
mm y 9 mm/s para la capa més gruesa. En la Figura 5.7 se muestra una fotografia
del proceso de temple por induccién (a) junto con una representacion esquemaética
del proceso aplicado en el que se indican los elementos mds importantes (b).

b)

Probeta

Direccién scanning

Inductor

Ducha de
temple

i Capa

templada

Figura 5.7: Proceso de temple por induccién en scanning (a) y representacion es-

quemética del proceso con los elementos mas importantes (b).

El polimero utilizado para todos los ensayos es un polimero comercial de uso
industrial AQUACOOL VSL-FF, cuyas propiedades de enfriamiento pueden verse
en la Figura 5.8, en la que se muestran las curvas de enfriamiento obtenidas con

diferentes concentraciones de polimero (informacién obtenida del fabricante).

Durante el ensayo, se ha monitorizado la evolucién de la temperatura en un
punto especifico mediante termopares tipo K soldados en la superficie en el centro

de la pieza. En la Figura 5.9 se muestran las mediciones de temperatura realizadas
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Figura 5.8: Curvas de enfriamiento obtenidas para diferentes concentraciones del
polimero AQUACOOL VSL-FF (informacién obtenida del fabricante).

para los cuatro tipos de probetas.
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Figura 5.9: Evolucion de la temperatura en la superficie para la probetas con por-
centajes de polimero del 4% (izquierda) y 12% (derecha).
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Simulacién del proceso de scanning

Se ha utilizado el modelo numérico desarrollado en el capitulo 4 para simu-
lar el proceso de temple por induccién, donde se calculan la microestructura, la
dureza y las tensiones residuales. El modelo por elementos finitos tridimensional
estd compuesto por 66k nodos, utilizando hexaedros de tipo SOLID185 (elementos
estructurales de 8 nodos). La malla puede observarse en la Figura 5.10.

0.000 0.020 ©.040 {m)
I I

0010 0030

Figura 5.10: Malla utilizada para el calculo del temple por inducciéon en scanning

para la probeta de estudio.

El tiempo de célculo para resolver todo el proceso, incluyendo la solucién elec-
tromagnética y el analisis semi-analitico utilizado para modelar el calentamiento
por induccién con una posterior solucién acoplada térmica - microestructural - me-
canica, fue de aproximadamente 2h utilizando 4 ntcleos en un servidor de calculo
equipado con Intel® Xeon® Gold 6242 CPU de doble procesador (2,8 GHz) y 512
Gb de RAM. En la Figura 5.11 se muestran las tensiones axiales calculadas para las
probetas A (a) y B (b) presentadas anteriormente. En las figuras se ha marcado la
zona de medicién tensiones mediante hole drilling con una flecha. Ambas probetas
tienen una capa de temple de aproximadamente 4 mm, aunque su velocidad de
enfriamiento es diferente, lo que genera perfiles de tensiones residuales diferentes,

tal y como se puede observar en las figuras.

5.3.3. Seleccion de probetas de estudio

Una vez realizado el proceso de temple por induccién en los cuatro tipos de
probeta, se han medido las tensiones residuales obtenidas. En la Figura 5.12 se
muestra el valor medio de las medidas realizadas (3 medidas para las probetas A
y D y 4 medidas para las probetas B y C).

Tal y como se puede observar en figura, las probetas en las que el enfriamiento
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Figura 5.11: Tensiones residuales calculadas en la direccién axial para las probetas
A (a) y B (b) mostradas en una seccién transversal.

ha sido rdpido (A y C) muestran tensiones residuales de mayor magnitud, mien-
tras que las probetas enfriadas con un porcentaje mas alto de polimero muestran
tensiones més relajadas, especialmente en el caso de la probeta tipo B, en la que la
profundidad de capa es de 4 mm. En la probeta C se puede observar una tendencia
descendente que no concuerda con las medidas mostradas en la literatura, ya que
el perfil de tensiones residuales habitual en este tipo de probetas es encontrar un
pico de tensiones sobre cerca de la superficie, que tiende a mantenerse o relajarse
a medida que aumenta la profundidad.

Para la realizacion de los ensayos de RCF se ha decidido comparar las probetas
con mayor diferencia en cuanto a magnitud del pico de tensiones, por lo que se han
elegido las probetas A y B, con tensiones residuales de -800 y -400 MPa respecti-
vamente, a 0,3 mm de profundidad en ambos casos En la Figura 5.13 se muestran
el promedio de las mediciones realizadas en las probetas seleccionadas junto con
su desviacién tipica (distribucién normal). Las tensiones residuales calculadas me-
diante los modelos FEM se encuentran cerca del rango obtenido en las medidas

experimentales, especialmente en la zona de interés en el que tipicamente ocurre el
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Figura 5.12: Tensiones residuales axiales medidas en las probetas templadas por
induccién. Se muestra el promedio de las medidas realizadas para cada tipo de

probeta.

dafio por RCF, entre 0,3 mm y 0,6 mm.

Tras el rectificado, en el que las probetas templadas de didmetro 20,2 mm se
han mecanizado a un didmetro 20h8 requerido por el sistema de amarre por apriete
del banco, se han caracterizado las tensiones residuales de las probetas. En éstas
no se han observado diferencias respecto a las probetas sin rectificar, por lo que se
puede considerar que el rectificado no afecta a las tensiones generadas en el temple
por induccién. En la Figura 5.14 se comparan las tensiones caracterizadas tras el

rectificado de las piezas con las mediciones realizadas en probetas A sin rectificar.

En cuanto a la dureza obtenida en las probetas y sus caracteristicas microsco-
picas, en la Figura 5.15 (a) se pueden observar la microestructura en la zona de
transicion entre la capa templada, compuesta por martensita, y el nicleo del la
probeta junto con una fotografia de la capa visible en las probetas cortadas tras
ser atacada quimicamente con Nital 3% en (b).

En la zona marcada en la Figura 5.15 (b) se han realizado mediciones de dureza
Vickers (HV5), cuyo resultado puede verse en la Figura 5.16. El limite de capa
templada de ha establecido en 550 HV, por lo que las probetas C y D tienen
valores ligeramente inferiores o superiores a 2 mm, mientras que en las probetas

de mayor capa de temple, la profundidad de la capa es inferior al valor objetivo en
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Figura 5.13: Tensiones residuales axiales medidas y calculadas en las probetas se-
leccionadas para el estudio RCF. Se muestran el promedio y la desviacién de las
medidas realizadas.

ambos casos. En la Figura 5.16 se puede observar que las probetas en las que la
velocidad de enfriamiento ha sido més lenta (B y D) el valor maximo de dureza es
inferior, ya que la velocidad de enfriamiento esta directamente relacionada con la
dureza del material, tal y como se puede observar en las ecuaciones de calculo de
dureza para cada fase microestructural (2.36), (2.37) y (2.38).

En las probetas A y B elegidas para el estudio, se han podido encontrar dife-
rencias en los valores de durezas obtenidos, lo que indudablemente afecta a la vida
a RCF por las diferencias en los limites de resistencia del material. En la probeta
A (enfriamiento rdpido) se han obtenido mayores durezas en la capa templada,
mientras que en las probetas con un enfriamiento més lento (probetas B) la dureza
es inferior.

Debido a las transformaciones microestructurales que ocurren durante el pro-
ceso de temple por induccién, no es posible obtener una probeta templada de
caracterfsticas similares (dureza y profundidad de capa templada) sin tensiones
residuales. Por lo tanto, el estudio experimental se lleva a cabo en dos tipos de
probetas con diferentes niveles de tensiones residuales y dureza. Sin embargo, en el

estudio numérico se incluyen probetas sin tensiones residuales para poder estudiar
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Figura 5.15: a) Microestructura en la zona de transicién entre la capa templada y

el nicleo de la probeta y b) probeta cortada en la direccién transversal en la que

la capa templada se observa de color oscuro para las probetas de 2 mm (izquierda)

y 4 mm (derecha). La direccién de medicién de la dureza se ha marcado en lineas

rojas.

la importancia de considerar las tensiones residuales en los modelos numéricos.
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Figura 5.16: Dureza Vickers en las cuatro probetas templadas por induccién.

5.4.
RCF

Resultados de los ensayos experimentales de

La Tabla 5.3 muestra los ciclos de vida RCF obtenidos experimentalmente. En
las probetas B, de tensiones residuales de magnitud més baja, se llegd a obtener

un desprendimiento de un fragmento de la pieza a los 4,1, 7,1 y 3,9 millones de

ciclos, mientras que en las probetas A no se encontraron desprendimientos después
de 10M de ciclos y se consideraron runout.

Tabla 5.3: Ntmero de ciclos hasta rotura obtenidos experimentalmente en los en-

sayos RCF. Las probetas A se han considerado runout tras 10M de ciclos.

Estado tensional

Ensayo 1 Ensayo 2 Ensayo 3
Probeta A (-800 MPa) 10M (runout) 10M (runout) 10M (runout)
Probeta B (-400 MPa) 4,1M 7,1M 3,9M

El comportamiento probabilistico de la fatiga en general, y del RCF en par-
ticular, puede observarse en la dispersion de la vida de fatiga obtenida para las

probetas B, ya que la vida a RCF se ve muy afectada por la probabilidad de tener
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un iniciador de grietas (normalmente carburos o inclusiones no metdlicas) en la
regién subsuperficial de las muestras. La dispersion de la vida a fatiga obtenida
para las muestras B entra en la variabilidad esperada de ensayos similares que se

pueden encontrar en la literatura (Xie et al., 2015).

Los resultados experimentales muestran que se puede conseguir una extensién
minima de la vida 1til entre el 40% y el 156 % cuando las tensiones residuales
de compresion son de mayor magnitud. Sin embargo, las vidas de fatiga por RCF
obtenidas no sélo estan directamente relacionadas con el estado de tensiéon residual

presente en las probetas, sino también con su dureza.

El objetivo de esta tesis doctoral es estudiar la influencia de las tensiones re-
siduales en la vida a RCF y desarrollar una metodologia numérica para realizar
evaluaciones de la vida a RCF considerando las tensiones residuales. Sin embargo,
es importante senalar que las vidas de RCF obtenidas experimentalmente estan
influenciadas por muchos otros factores (por ejemplo, gradientes de dureza y mi-
croestructura en la regiéon subsuperficial o inclusiones y carburos que actiian como
iniciadores de grietas). Para tener en cuenta estos factores, los modelos numéricos

desarrollados en este trabajo deben ser ampliados.

La Figura 5.17 muestra fotografias de fallos por RCF en probeta y bola. En
la figura se pueden observar desprendimientos de un fragmento o spall tipico de
RCF tanto en la probeta como en la bola, asi como las pistas de contacto entre
la bola y las dos tapas, que se muestra con un color mas oscuro. En el caso del
desprendimiento en la probeta de estudio, se observa que a un inicio de spall en
forma de V le sigue una zona de desprendida més grande y considerablemente plas-
tificada, causada por la continuacién del ensayo tras producirse la fragmentacion
inicial, mostrando signos claros de rotura tipica por RCF. En la figura en detalle
(derecha) se muestra la zona de inicio del desprendimiento en forma de V, donde es
posible observar una gran rugosidad en la regién fragmentada, mostrando superfi-
cies onduladas deformadas plasticamente. En la Figura 5.17 también se muestran
pistas en las que no se observan desprendimientos. En algunas las probetas en las
que se ha producido fallo por RCF mediante el desprendimiento de un fragmento
de la zona superficial, se ha observado que la continuacién del ensayo ha llegado a
producir desprendimientos también en las bolas utilizadas. En el detalle del fallo
por RCF en la bola, se puede observar que el dano producido es menor que en las

probetas.

En la Figura 5.18 se muestra una micrografia 6ptica, donde se puede observar
un Dark Etching Region (DER) en una muestra no fragmentada tras 10M ciclos

(probeta A). El DER encontrado en las muestras estd asociado a la tltima etapa
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Pista de ensayo (desprendimiento)

BOLA PROBETA

~ Pistas sin desprendimiento

Desprendimiento en bola

Figura 5.17: Probetas y bola tras ensayo RCF. Se muestran detalles de desprendi-
mientos en bola (izquierda) y pista de ensayo (derecha).

previa al fallo por RCF, tal y como se ha estudiado en (Zheng et al., 2019; Kang,
2013; Bhattacharyya et al., 2017), por lo que es un indicativo de que el material
fallard por RCF en un nuimero reducido de ciclos. El tamano del DER encontrado
en las probetas no fragmentadas es de aproximadamente 1 mm de ancho, 0,4 mm
de profundidad y comienza a una distancia de 0,1 mm de la superficie, lo que
se encuentra dentro de los rangos de DERs encontrados en la literatura. En la
zona no fragmentada de las probetas B también se han encontrado DERs de las
mismas dimensiones. Las dimensiones del DER encontradas en las probetas A no
fragmentadas se comparan con la deformacién plastica obtenida numéricamente en
la figura superpuesta en Figura 5.18, donde es posible observar que el tamafio y el
patrén del DER pueden identificarse adecuadamente en el modelo numérico como
la region donde se alcanza la deformacién plastica.

En la Figura 5.19 se observan microscopias épticas de la zona fragmentada. En
(a) se muestra el inicio del desprendimiento o spall, en (b) se muestra en detalle
la rugosidad de la zona fracturada a 50x aumentos, mientras que en (¢) y (d) se
muestra una zona maés alejada del punto de inicio de fragmentacion, en la que se
puede observar una plastificacién considerable en forma de olas, producido por la
continuacion del ensayo y una propagacion del fragmento generado por RCF. Esta
plastificacion en forma de olas o dientes de sierra esta ligada a un fallo tipico de

origen superficial (mecanismo de pitting).

Debido a los fragmentos metélicos desprendidos de la superficie, se puede en-

contrar plastic pitting en todas las superficies en contacto: zona no fragmentada en
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Figura 5.18: Microscopia 6ptica de una probeta A sin desprendimiento por RCF
(aumento 50x) en el que se observa un DER junto con una imagen superpuesta de

la deformacién plastica obtenida mediante el modelo numeérico.

la pista de ensayo y contactos tapa-bola. El plastic pitting es un tipo de defecto
superficial que puede ocurrir en superficies en contacto en presencia de particulas
externas. Por esta razén, las bolas y las tapas se han cambiado para cada ensayo.
En la Figura 5.20 se muestra un ejemplo de plastic pitting observado en la pista de
rodadura de la tapa inferior tras un ensayo con probeta B.

En la Figura 5.21 se muestra una topografia de la zona de fragmentacién obte-
nida con un perfilémetro Leica Map DCM 3D, junto con la las mediciones corres-
pondientes a las cuatro trayectorias marcadas en la imagen. La distancia entre los
puntos inmediatamente anteriores a la fragmentacion y la profundidad del fragmen-
to es de 178 um para las trayectorias 1 y 4 exteriores y de entre 208 pm y 232 pm
para las trayectorias 2 y 3 en el centro de la zona de ensayo. Los puntos en los
que se observan picos se han considerado medidas erréneas y no se han tenido en

cuenta para las mediciones pico-valle.

Mediante un anélisis topografico se puede cuantificar la profundidad de la frag-
mentacion causada por el RCF. Sin embargo, el fallo tipico del RCF esperado en
los ensayos realizados comienza en la zona sub-superficial y se expande hacia la
superficie, generando el desprendimiento de un fragmento o fallo por spalling. El
tamafio del desprendimiento generado no tiene por qué coincidir con la profundidad
a la que se ha iniciado la grieta, ya que ésta se propagard en diferentes direcciones

y es posible que se generen ramificaciones que causen el spalling final. La evolucién
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Figura 5.19: Microscopia éptica de una probeta B fragmentada. a) inicio del des-
prendimiento, b) detalle de la zona inmediatamente después del inicio del fragmento
(50x aumentos), c¢) y d) superficies plastificadas en forma de olas en la zona plas-
tificada tras seguir el ensayo una vez se ha desprendido el fragmento inicial (50x
aumentos).

Figura 5.20: Plastic pitting en la pista de rodadura de la tapa inferior.
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Figura 5.21: Topografia de la zona de fragmentacién en una probeta B (a) junto

con las mediciones en cuatro trayectorias marcadas (b).

de estas grietas depende de la anisotropia de los granos microestructurales y las
inclusiones que aparezcan en la direccién preferencial de propagacién, entre otros
factores. Por lo tanto, para poder definir la profundidad a la que se inicia el dano en
las probetas fragmentadas se requiere un estudio en mayor profundidad mediante
otras técnicas como la microscopia éptica.

En las probetas en las que se ha obtenido dano, se puede observar la evolucién
de la grieta iniciada subsuperficialmente hasta la fragmentaciéon mediante la obser-

vaciéon en microscopio 6ptico. Para poder realizar observaciones microestructurales
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en las probetas ensayadas, se ha procedido a cortar las piezas mediante una corta-
dora metalografica en la zona exterior de la pista de rodadura. Utilizando lijas de
tamafnos de grano de 80, 600 y 1200 y suspensiones de diamante de 9, 3 y 1 pm
mediante una pulidora automatica, se han preparado las superficies de dos mues-
tras extraidas de probetas B para su observacién en el microscopio. Puesto que la
evolucién de las grietas generadas en el RCF es tridimensional, el estudio se ha rea-
lizado en diversos pasos, en los que se han observado diferentes planos hasta llegar
al plano central de la pista de rodadura mediante el desbaste fino, buscando grietas
en las superficies obtenidas en cada plano generado. En la Figura 5.22 se muestra
una fotografia de una probeta B preparada para su observacién microscépica (la
zona oscura indica la capa templada). La zona delimitada entre los puntos B y C
ha sufrido fragmentacién o desprendimiento por RCF, tal y como se ha mostrado
en la Figura 5.17. En la Figura 5.22 se muestran microscopias épticas en las zonas

A, By C, en la que se pueden observar diferentes morfologias de grietas.

En el detalle A se puede observar una microgrieta que se inicia en una inclusién
localizada a una profundidad de 440 pum. En la micrografia se puede observar en
detalle que la grieta comienza en una inclusiéon de la que salen diferentes ramifi-
caciones de una grieta. La propagacién de esta grieta subsuperficial se dara en la
direccién preferencial de propagacion, que estard marcada por las caracteristicas
microestructurales y el nivel de impurezas de acero en esa direccion. Se espera que
este tipo de grieta se propague inicialmente en la direccién paralela a la superficie
de rodadura, hasta que tome un giro que, con un angulo considerablemente abierto
respecto a la superficie de contacto (sobre 45°), salga a la superficie, causando una
fragmentacion o spall. Se han encontrado inicios de grieta sin crecimiento similares
a profundidades entre 360 pm y 440 pm en diferentes planos.

En el detalle obtenido en la zona B, donde se ha iniciado la fragmentacién, se
puede observar una rotura de tipo spalling en la que el inicio de grieta se observa
en un punto previo a la zona de spall, marcado en la figura con una flecha. En
este caso, la profundidad a la que se ha generado el inicio de dano es inferior al a
encontrada en el punto A (aproximadamente 160 pm en el plano mostrado). Esta
grieta es la causante de la fragmentacién encontrada en las probetas ensayadas.
La salida a la superficie de la grieta, una vez ha superado su longitud critica, ha
generado el desprendimiento de un fragmento del material, cuya profundidad ha

sido estudiada mediante la topografia presentada en la Figura 5.21.

En la micrografia obtenida en el punto C en la zona en la que termina la
fragmentacion obtenida se puede observar una grieta que comienza en la zona

superficial, causando una zona de pitting que se desprende a medida que avanza el
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Figura 5.22: Probeta B tras preparacién de superficie (la zona oscura indica la capa
templada) junto con microscopias 6pticas en las zonas A, B y C marcadas. La zona

delimitada entre los puntos B y C han sufrido fragmentacién por RCF.

ensayo. En los planos estudiados también se han observado otras grietas secundarias
de morfologias diferentes a la grieta principal en la zona D marcada en la Figura
5.22.

Una vez observadas las grietas generadas en las probetas se plantea la siguiente
hipétesis sobre el origen del fallo obtenido: el fallo por RCF generado en los en-
sayos realizados es de origen subsuperficial (spalling), al tratarse de una probeta
con una buena rugosidad debida al rectificado aplicado, junto con una lubricacién
adecuada que favorece una situacién elasto-hidrodindmica (EHD). Por lo tanto,
se ha considerado que el origen del fallo por RCF obtenido en las probetas es de
tipo spalling o subsuperficial como en las mostradas en los detalles A y B de la
Figura 5.22. Posteriormente, las hendiduras generadas por la salida de la grieta
a la superficie han actuado como iniciadores de grieta superficial de tipo pitting,
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en la que la grieta se genera a raiz del fallo superficial y crece hacia el interior
de la pieza. El hecho de encontrar zonas plastificadas en forma de olas o dientes
de sierra en la zona alejada del inicio de la fragmentacién inicial (mostradas en la
Figura 5.19 ¢ y d) podria indicar que, una vez iniciada la fragmentacién originada
subsuperficialmente (spalling), los ciclos posteriores podrian generan grietas por
pitting.

5.5. Estudio numérico de vida a RCF

Se ha desarrollado un procedimiento de célculo para la evaluacién numérica de
la vida 1til de los componentes sometidos a RCF, que puede verse en la Figura
5.23. En el diagrama de flujo, se puede observar que el procedimiento comienza
con un calculo por elementos finitos de temple por induccién, donde se obtienen las
tensiones residuales utilizando el modelo presentado en el Capitulo 4. Luego, estas
tensiones se mapean en un modelo de contacto desarrollado para evaluar el contacto
entre la probeta y las bolas, considerando las tensiones residuales previamente
calculadas. Para la segunda parte del procedimiento, en el que se evaltia la vida
util, los resultados se transfieren a un script desarrollado en Matlab, donde se
calculan las tensiones criticas de Dang Van y se trazan en las curvas sintéticas S-N
para cada dureza con el fin de obtener el nimero de ciclos de vida a RCF para
el componente estudiado. Los detalles de los diferentes pasos del procedimiento se

presentan en las siguientes secciones.

5.5.1. Modelo de contacto RCF

Una vez obtenidas las tensiones residuales derivadas del temple por induccion,
mostradas en la seccién 5.3.2; se extrae el tensor de tensiones en cada nodo y se
mapea en el modelo mono-contacto de RCF, donde se simula el contacto entre
la probeta y una de las bolas. Para ello, se extrae el tensor de tensiones de cada
nodo del modelo de temple por induccién. El tensor de tensiones se mapea en el
modelo de contacto mediante un algoritmo de ponderacién por triangulacién, donde
el tensor de tensiones obtenido en los nodos del modelo de temple por induccién
se mapea en los nodos de la nueva malla mediante la bisqueda de los nodos mas
cercanos en la malla original. Las tensiones residuales se introducen como tensiones
iniciales en el modelo de contacto, donde se realiza un primer paso para considerar
el estado de tension inicial para conseguir el equilibrio mecéanico, y se define un
segundo paso para considerar el contacto con la bola.
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| Modelo de temple por induccion (FEM) ‘

Extraer tensor de tensiones
Mapear tensor al modelo de contacto

| Modelo de contacto de RCE (FEM) |

Tension inicial

| Calculo del contacto ‘

l Célculo de tension critica de Dang Van |

Tpv1, Tpvz
A 4

‘ Calculo de curva S-N sintética |
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| Calculo de vida segiin tensiones DV y curva S-N |
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Figura 5.23: Diagrama de flujo del procedimiento desarrollado para el estudio de
vida numérico. Las cajas verdes indican modelado por elementos finitos y las cajas

naranjas indican célculos en Matlab.

Para calcular las tensiones sub-superficiales, el analisis de contacto en mate-
riales homogéneos suele realizarse en condiciones elasticas siguiendo la teoria de
distribucién de tensiones de Hertz. Sin embargo, en esta tesis se ha evaluado la
distribucién de tensiones sub-superficiales de contacto utilizando un modelo de ele-
mentos finitos elastoplastico mono-contacto desarrollado en ANSYS, ya que no se
puede despreciar el nivel de plasticidad alcanzado en los ensayos experimentales.
Todas las simulaciones se han realizado en condiciones de rodadura en estado esta-
cionario y solamente se ha representado 1/4 de la bola, ya que se pueden considerar

simetrias en el modelo. El contacto entre la bola y la probeta se ha considerado con

174



Estudio numérico de vida a RCF

un coeficiente de friccién de 0,2 y se ha modelado mediante elementos de contacto
con comportamiento asimétrico y formulacién de Lagrange aumentada. Para mo-
delar el contacto entre las caras se ha utilizado el modelo de friccién de Coulomb
proporcionado por ANSYS, con el que las caras en contacto permanecen adheridas
con la carga aplicada, sin deslizamiento entre ellas. Se han utilizado soportes sin
friccion para evitar que las superficies de simetria se muevan libremente. La Figura
5.24 (a,b) muestra la malla utilizada para el modelo elastoplastico, compuesta por
1M de nodos con una malla muy fina (el tamaio de la malla es aproximadamente
8 x 107° m) en la zona de contacto. Se han utilizado elementos cuadriticos pa-
ra el modelo, donde las zonas fuera de la regién de contacto se han mallado con
tetraedros, mientras que la zona de interés se ha mallado con hexaedros.

a) b)

Figura 5.24: Malla utilizada en el modelo elastoplastico. La capa templada se mues-
tra en naranja en (b), representando la regién en la que las propiedades mecanicas
difieren del nucleo.

Para modelar el comportamiento elastoplastico del material bajo altas presiones
de contacto, se debe utilizar un modelo de plasticidad. En esta tesis, el comporta-
miento elastoplastico del material se ha considerado utilizando una ley de endure-
cimiento isotrépico bilineal con el criterio de fluencia de von Mises. Se considera
que el médulo tangente es el 10 % del médulo de Young (Ghaednia et al., 2017).
El limite elastico se actualiza en cada incremento de tiempo segun la ecuacién 2.47
mostrada en el marco tedrico (capitulo 2). La dureza del material se ha considerado
uniforme en la capa templada con un valor de 724 HV para la probeta A y 675 HV
para la probeta B. La dureza del niicleo se ha establecido en 320 HV para ambos
modelos numéricos. Tal y como se ha mencionado en capitulos previos, la dureza
estd directamente relacionada con el limite eldstico (ecuacién (4.3) en la seccién 4).
La resistencia tltima (oyTs) se relaciona con la dureza Vickers segin la ecuacién
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(5.1) (Pavlina and Van Tyne, 2008; Fujita and Kuki, 2016; Wang et al., 2018).

outs = —99,8 + 3, 723HV (5.1)

Por lo tanto, para tener en cuenta el diferente limite elastico y la resistencia
ultima en funcién de la dureza del acero, se han diferenciado dos regiones en el
modelo en funcién de su dureza. La region coloreada en naranja en la Figura 5.24
(b) corresponde a la regién de alta dureza, mientras que se establece el material
maés débil para el ntcleo. La Tabla 5.4 muestra un resumen de las propiedades del

material calculadas para la capa templada y el nicleo.

Tabla 5.4: Resumen de las propiedades mecénicas del 42CrMo4 en funcién de su

dureza.
. Capa templada Capa templada Nucleo
Propiedad
(724 HV5) (675 HV5) (320 HV5)

Médulo de Young (GPa) 205 205 205
Médulo tangente (GPa) 0,1F 0,1F 0,1F
Ratio de Poisson 0,3 0,3 0,3
Limite eldstico (MPa) 1991 1850 830
Resistencia tltima (MPa) 2595 2413 1091

Durante la fatiga por contacto de rodadura, el material experimenta un ablan-
damiento ciclico debido a las alteraciones microestructurales causadas por la so-
licitacion. En el modelo numérico desarrollado se ha estudiado una condicién de
rodadura en estado estacionario y no se ha considerado este comportamiento del
material.

Los resultados numéricos obtenidos para la probeta A, donde las tensiones re-
siduales se han considerado como tensién inicial en el modelo, se muestran en la
Figura 5.25 para la regién de contacto del cilindro, donde se puede observar (a) la
distribucién de tensiones equivalentes (von Mises) bajo la carga de contacto, (b)
tensién de Tresca, (c) tensién de cortadura ortogonal y (d) tensién de cortadura
octaédrica. La presion de contacto entre las bolas y el cilindro en la regién elasto-
plastica es de 4,3 GPa, en comparacion con la presién de 5 GPa calculada mediante

el modelo analitico elastico de Hertz.
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Figura 5.25: Distribucién de tensiones [MPa] bajo la carga de contacto: (a) von
Mises, (b) Tresca, (c) cortadura ortogonal y (d) cortadura octaédrica. La linea

discontinua en (a) indica la trayectoria de carga.

5.5.2. Calculo de tensién critica de Dang Van

La Figura 5.26 muestra un ciclo de carga tipico calculado con el modelo elasto-
plastico: se muestran las tensiones de von Mises, normales y de cortadura, donde el
eje x denota la posicion en la trayectoria de la carga en una de las posibles profun-
didades criticas (véase la Figura 5.25 (a) para la trayectoria de la carga), donde la
posicion 0 se define en el centro del contacto, y el eje y denota las tensiones en MPa.
En la figura se puede observar la multiaxialidad en la tension tipica generada en el
RCF. Si se observa el ciclo de tensién multiaxial de una forma méas detallada, se
puede observar la inversién completa de la tensién de cortadura (por tanto, demos-
trando que R = —1), mostrando una distribucién de tensién no proporcional tipica
asociada al contacto hertziano, puesto que las tensiones normales y de cortadura
no siguen ninguna proporcionalidad.

Posteriormente, se aplica el criterio de Dang Van a los resultados numéricos
obtenidos, incorporando las tres magnitudes de tensién critica como tension criti-
ca de cortadura 7, del modelo de Dang Van para las ecuaciones (2.49) y (2.50).
Las propiedades del material necesarias para la aplicacién del criterio multiaxial se
evaliian en funcién de la dureza. Dado que las magnitudes de tensién critica estu-
diadas en esta tesis proporcionan diferentes distribuciones de tensién en la regién

sub-superficial, no es posible elegir una tnica trayectoria de tensién critica. Por lo
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Figura 5.26: Ciclo de carga en el que se muestran la tensiéon de von Mises, cortadura

(plano XZ) y normales en x, vy, z.

tanto, en este estudio, se ha analizado el dafnio segin el criterio de Dang Van para
cada nodo en la regiéon de contacto en lugar de una tnica trayectoria. Para cada
nodo, las tres magnitudes de tensién de cortadura y las tensiones hidrostaticas se
han extraido de los resultados del modelo FEM (valores promediados extrapolados
de los puntos nodales) y los pares (7,0p) se han representado en el diagrama de
Dang Van para todo el volumen. En consecuencia, se han calculado las tensiones
criticas de Dang Van para cada magnitud de tensién critica. Una representacién
grafica de los resultados obtenidos en el diagrama de fatiga multiaxial de Dang Van
se ofrece en la Figura 5.27, donde se pueden observar los pares (7,0p) extraidos
en funcién de las diferentes magnitudes de cortadura criticas utilizadas. Para cada
tipo de probeta y magnitud de tensiones criticas, se ha buscado el punto méas ale-
jado en la zona exterior del limite de resistencia marcado por el criterio de Dang
Van y se ha dibujado una linea tangente, utilizada para calcular la tension critica
de Dang Van segtn la ecuacion (2.49). Para cada caso, la tensién critica de Dang

Van se muestra en la grafica.

En los resultados de la tensién critica de Dang Van mostrados en la Figura 5.27
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Figura 5.27: Diagrama de Dang Van con los pares (7,0p) en el volumen de estudio
seleccionado. Las filas se refieren a: (1) probeta A, (2) probeta A sin tensiones
residuales, (3) probeta B y (4) probeta B sin tensiones residuales. Las columnas
indican Tresca (izquierda), cortadura ortogonal (central) y cortadura octaédrica
(derecha).

se puede observar que la magnitud de cortadura ortogonal ofrece tensiones criticas
maés altas para los cuatro tipos de probeta, mientras que la magnitud de cortadura
ortogonal ofrece tensiones criticas de Dang Van mas bajas para todas las probe-
tas. Las diferencias entre las magnitudes mas y menos conservadoras aumentan a

medida que el nivel de tensiones residuales y dureza aumenta.
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5.5.3. Curvas S-N sintéticas

Una de las normas de referencia para el diseno de rodamientos es el proce-
dimiento de Germanischer Lloyd (Germanischer Lloyd, 2010), también conocido
como GL guideline, que permite calcular curvas S-N o Wohler sintéticas. Para el
caso de piezas forjadas y laminadas no soldadas, el procedimiento tiene en cuenta
la influencia de varios parametros geométricos y de material. Para este trabajo, se

han considerado los siguientes

= Se ha medido la rugosidad de la superficie con un valor medio de R, =
3,63 um como consecuencia del rectificado aplicado a las piezas antes de en-

sayar.

= Kl factor de muesca se ha fijado en 1 porque se aplica el enfoque de la tensién
estructural. No se ha tenido en cuenta la sensibilidad de muesca.

= Kl factor de tecnologia se ha definido en 1 puesto que el espesor de la probeta
es < 100mm.

= Los efectos de espesor se han ignorado.

= El limite a fatiga se ha calculado desde el limite eldstico normativo y se ha

adaptado considerando el factor de influencia total.
= Se ha considerado un factor de seguridad parcial de 1,1.

= La probabilidad de supervivencia se ha fijado en 50 %.

Una vez considerados todos los efectos, se han calculado las pendientes m; y
mg de la curva S-N, asi como el ntimero de ciclos y las amplitudes de tensién en el
limite superior de fatiga (N7 y o1, respectivamente) y en el codo de la curva (Np
y 04). La transformacién de la curva S-N uniaxial calculada a una curva S-N de
cortadura puede realizarse dividiendo el resultado entre /3 (Gabelli et al., 2012). La
Figura 5.28 muestra las curvas S-N sintéticas obtenidas para cada nivel de dureza
medida experimentalmente, en la que se muestran las curvas uniaxiales calculadas
(en lineas continuas) y las curvas S-N de cortadura (en lineas discontinuas). Los
parametros calculados mediante el procedimiento GL se indican en la figura.

El procedimiento de calculo utilizado puede verse en la Figura 5.29 (extraido
del apéndice 5.B.3.1 de Germanischer Lloyd (2010)).
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Figura 5.28: Curvas S-N sintéticas calculadas para el caso uniaxial (lineas conti-
nuas) y cortante (lineas discontinuas) para durezas de 724 HV y 675 HV, calculadas

utilizando el procedimiento GL.

5.6. Resultados y discusiéon

En la Tabla 5.5 se resumen las vidas RCF obtenidas numéricamente en la seccién
5.5 y se comparan con el nimero de ciclos obtenido experimentalmente. Los ciclos
tedricos hasta la rotura para las tres muestras se han calculado en funcién de las

tensiones calculadas y de la curva S-N, como se ha indicado anteriormente.

Tabla 5.5: Resumen del nimero de ciclos obtenidos numérica y experimentalmente
segun las tres magnitudes de tension critica. ND indica que no hay datos disponi-

bles. NTR indica una pieza sin tensiones residuales.

Teérica (base numérica)

- Experimental
Tresca Ortogonal Octaédrica
A 1™ 20M 10,9M 10M (runout)
A-NTR 187k 1,4M 79k ND
B 1,5M 12,9M 574k 3,9-7,1M
B-NTR 887k 6,1M 329k ND

En resumen, cuando la dureza se mantiene constante, es posible encontrar una
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Figura 5.29: Procedimiento de célculo utilizado para calcular la curva S-N sintética.
Fuente: (Germanischer Lloyd, 2010)
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gran diferencia entre la vida ttil predicha para las probetas con y sin tensiones
residuales, especialmente para el caso en el que la magnitud de tensiones residuales
de compresion es elevada. Esta diferencia es mayor a medida que aumenta la dureza
de las probetas. Como ejemplo, segin la magnitud de cortadura de Tresca con el
criterio multiaxial de Dang Van en la probeta A, una probeta para la que no se
han considerado las tensiones residuales en las simulaciones se fragmentaria a los
187k ciclos, mientras que una muestra con altas tensiones residuales de compresion
consideradas en el modelo FEM mostraria una vida 1til mucho mayor (17M ciclos).
La diferencia entre las probetas con y sin tensiones residuales puede observarse para
las tres magnitudes de tension estudiadas en esta tesis doctoral, haciéndose mas
evidente a medida que las tensiones residuales son més compresivas y se incrementa
la dureza. La mayor diferencia se observa para el criterio de Tresca, mientras que
los resultados proporcionados por la magnitud de cortadura ortogonal no muestran
diferencias tan grandes. Por lo tanto, es posible concluir que la consideracién de las
tensiones residuales en las evaluaciones de la vida a la fatiga tiene un gran impacto
en la prediccion de la vida util, ya que la vida til predicha sin considerar el perfil
de tensiones residuales de las probetas seria considerablemente menor.

Por lo tanto, considerar las tensiones residuales inducidas por el proceso en
los andlisis de RCF de componentes industriales adquiere una gran importancia,
especialmente si las tensiones residuales de compresién en la superficie de los com-

ponentes son de una magnitud elevada.

A continuacion, se comparan las magnitudes de cortadura criticas estudiadas en
esta tesis doctoral en base a prediccion de vida 1til y localizacion de la profundidad
de dafio critico.

5.6.1. Comparacion de las magnitudes de tension critica es-

tudiadas en base a prediccién de vida util

En la Figura 5.30 se representan los resultados numéricos y experimentales en
las curvas S-N sintéticas obtenidas. Las tensiones mostradas en las figuras son las
tensiones criticas de cortadura segin Dang Van calculadas a partir de las tres mag-
nitudes de tensién estudiadas en esta tesis (Tresca, cortadura ortogonal y octaé-
drica), mostradas en la Figura 5.27. En el caso de las probetas A y B, para las que
existen resultados experimentales (mostradas en la Tabla 5.3), el nimero de ciclos
obtenido se ha trazado en la curva S-N. Debido a la imposibilidad de medir expe-
rimentalmente la tensiéon generada en las probetas durante el ensayo de RCF, se

han completado los pares (7, N) mediante tensiones de cortadura criticas de Dang
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Van calculadas de forma numérica mediante el procedimiento presentado. Para los
cuatro tipos de probetas, se ha utilizado el procedimiento de calculo desarrollado
para calcular las tensiones criticas y el nimero de ciclos tedrico segtn las curvas
S-N sintéticas generadas. Por lo tanto, en la Figura 5.30 se representa la diferencia
entre el niimero de ciclos a rotura obtenidos experimental y numéricamente para
las probetas A y B. En las figuras también es posible observar las diferencias entre
probetas, donde las probetas con mayores tensiones de compresién (A) son capaces
de soportar un mayor ntimero de ciclos, en comparacién con las probetas con bajas
(B).

Las predicciones obtenidas para las probetas B utilizando las magnitudes de
Tresca y cortadura octaédrica, tal y como recomienda Dang Van, parecen ser de-
masiado conservadoras, ya que el fallo se esperaria tedricamente antes que los re-
sultados obtenidos experimentalmente, especialmente en el caso del cortadura oc-
taédrica, donde el error en la prediccion es mayor. Por otro lado, los resultados
proporcionados utilizando la magnitud ortogonal sobrestiman la vida obtenida,
donde la prediccién establece que el fallo se esperaria a los 12,9M de ciclos. Para
estas probetas, la diferencia de vida 1til entre el componente con y sin tensiones
residuales es de entre 245k y 6,8M de ciclos dependiendo de la magnitud de tensiéon

cortante utilizada.

En el caso de las probetas A, en las que no se han encontrado fragmentaciones,
las tres magnitudes de tension de cortadura proporcionan resultados similares. Las
tres magnitudes de tensién de cortadura criticas predicen fallos entre 10,9M y 20M
de ciclos. Aunque no se ha alcanzado el fallo en la probeta A después de 10M de
ciclos, la DER encontrada en las probetas no fragmentadas podria indicar que el
fallo por RCF podria producirse en un nimero corto de ciclos, ya que las DERs
estan asociadas a las tltimas etapas del RCF. En cuanto a la comparacién entre las
probetas con y sin tensiones residuales, la diferencia entre considerar y no considerar
tensiones residuales en probetas de elevada dureza es de entre 10,8M y 18,6M de

ciclos, dependiendo de la magnitud de tensiéon utilizada.

En resumen, en lo que respecta a la predicciéon de los ciclos teéricos hasta el
fallo, la diferencia entre considerar y no considerar las tensiones residuales en las
evaluaciones de vida util es grande, especialmente para las probetas en las que se
obtienen tensiones residuales de gran magnitud y dureza elevada. El criterio de
cortadura ortogonal no predice diferencias de vida tan grandes entre los modelos

que consideran y no consideran las tensiones residuales.
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Figura 5.30: Resultados calculados y obtenidos experimentalmente para las probe-
tas A (columna izquierda) y B (columna derecha) mostrados en curvas S-N obte-
nidas, incluyendo probetas tedricas sin tensiones residuales. Las tensiones de cor-
tadura criticas de Dang Van se han obtenido utilizando las magnitudes de tension:
Tresca (a,d), cortadura ortogonal (b,e) y cortadura octaédrica (c,f).

5.6.2. Comparacion de las magnitudes de tension critica es-

tudiadas en base a acumulacién de dano segun Dang
Van.

El dafio segiin Dang Van, calculado con la ecuacién (2.53), ofrece el dafio mé-

ximo en la regién estudiada, donde se puede observar si el punto mas critico 1(18e51
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componente sufrird dafio en algin momento de los ciclos de carga. La localizacién
del punto més critico y, por lo tanto, el mas susceptible a sufrir una nucleaciéon de
grieta, se puede obtener cuando se calcula y observa la distribucién del dano en la
regién de contacto. El la Figura 5.31 se muestran las distribuciones del dafio para
las probetas A (a, by ¢) y B (d, e y f) en funcién de la magnitud de cortadura
utilizada. Para obtener las distribuciones que se muestran a continuaciéon se han
extrapolado los resultados de las tensiones a los nodos desde los puntos de inte-
gracién y se ha incorporado la ecuacién (2.53) mediante expresiones definidas por
el usuario (user-defined results) en ANSYS. La ubicacién del punto més dafiado se
ha marcado con una cruz negra en cada figura. Todos los puntos trazados en rojo

tienen un valor de dano superior a 1.

a) i d)
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Figura 5.31: Distribucion del daifio en las probetas A: a) Tresca, b) cortadura orto-
gonal, c¢) cortadura octaédrica y B: d) Tresca, e) cortadura ortogonal, f) cortadura
octaédrica. Todos los puntos representados en rojo tienen un valor de dafio superior
a 1. La localizacion del dano maximo se ha marcado con una cruz negra en cada
caso. El dano maximo obtenido se muestra bajo la figura correspondiente a cada

magnitud de cortadura.

La tabla 5.6 muestra un resumen de los valores de dano maximo y las profun-

didades de dano critico para todos los tipos de probeta.

En el caso de la probeta A, la profundidad de dafio critico es de 0,39 mm segin
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Tabla 5.6: Resumen del dafio maximo y profundidad de dano (en mm) segin las

tres magnitudes de cortadura criticas.

Tresca Ortogonal Octaédrico
Dano Prof. Daino Prof. Dano Prof.

A 1,2 0,39 1,2 0,39 1,2 0,39
A-NTR 1,77 0,78 1,42 0,44 1,94 0,78
B 1,47 0,97 1,27 0,53 1,61 0,97

B-NTR 154 1,02 134 053 17 1,02

las tres magnitudes de tensién de cortadura criticas, con un valor de dano maximo
de 1,2. La distribuciéon del dano se muestra para la probeta A en la Figura 5.31
segin Tresca (a), cortadura ortogonal (b) y cortadura octaédrica (c).

Para la probeta B, la profundidad de dano critico es de 0,53 mm segtn la mag-
nitud de cortadura ortogonal y de 0,97 mm para la cortadura octaédrica y Tresca.
La distribuciéon del dafio se muestra para la probeta B en la Figura 5.31 segin
Tresca (d), cortadura ortogonal (e) y cortadura octaédrica (f). Cuando se observan
los valores maximos de dano, la cortadura octaédrica estima valores de dafio ma-
yores (1,61) que las magnitudes de cortadura de Tresca y ortogonal (1,47 y 1,27,
respectivamente). En este caso, la magnitud de cortadura ortogonal proporciona
valores de dafio maximo mas bajos.

En el caso de las probetas sin tensiones residuales, las profundidades criticas
son mayores que en el caso de las probetas tensionadas. En el caso de la probeta A,
la profundidad de la localizacién del dafio méximo estd entre 0,44 mm (cortadura
ortogonal) y 0,78 mm (Tresca y cortadura octaédrica). En el caso de la probeta
B, la localizacién del dano coincide con la probeta con tensiones residuales segin
la cortadura ortogonal (0,53 mm), pero es mayor segin Tresca y cortadura octaé-
drica (1,02 mm). Los valores de dafio maximo también son mayores cuando no se
consideran las tensiones en ambas probetas. Para la probeta A los valores varian
entre 1,42 y 1,94, mientras que la probeta B tiene valores méas bajos, entre 1,34 y
1,7.

Los resultados obtenidos muestran que las tensiones residuales de compresién
modifican el punto de dafio maximo, y por lo tanto, modifican el punto més pro-
penso a sufrir una nucleaciéon de grieta. Un nivel de tensiones residuales moderado
como el que ofrece la probeta B no modifica considerablemente el punto més criti-
co respecto a una probeta no tensionada, pero un nivel mas elevado de tensiones

residuales (probeta A) acerca el punto critico a la superficie de una forma més
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notable. Si se comparan los voliumenes daniados obtenidos en las probetas A y B,
se puede observar que el volumen danado es mayor en la probeta B, indicando que
las tensiones residuales de compresiéon minimizan el volumen danado en las piezas
sometidas a RCF. El volumen danado estd muy relacionado con la probabilidad de
supervivencia de un componente, ya que el comportamiento a fatiga se ve afecta-
do principalmente por las caracteristicas microestructurales, especialmente por la
limpieza del acero. El concepto de volumen dafado se ha incorporado a las me-
todologias de diseno de rodamientos, ya que las distribuciones de Weibull suelen
aplicarse al volumen danado calculado segin la teoria L-P. En general, cuanto ma-
yor es el volumen danado, mayor es la probabilidad de fallo, ya que la probabilidad
de encontrar un iniciador de grieta en el volumen afectado es mayor. En las figuras
se puede observar que el volumen danado es mayor para la magnitud de cortadura

octaédrica, mientras que la cortadura ortogonal proporciona un volumen menor.

En lo que respecta a la correlaciéon con los resultados experimentales, tinica-
mente se ha realizado el estudio con probetas de tipo B que han sufrido una frag-
mentacién, observando grietas de tamano considerable que llegan a superficie. El
punto de inicio de grieta se ha observado mediante estudios metalograficos en las
probetas que han sufrido dafio a fatiga RCF. El objetivo de este anélisis ha sido el
de cuantificar la profundidad a la que se inician las grietas, para poder correlar es-
tos datos con las simulaciones realizadas utilizando las tres magnitudes analizadas.
En las probetas observadas mediante microscopio, se ha obtenido una profundidad
de nucleacién de grietas de entre 360 pm y 440 um. Estos datos indican que la
magnitud de tensién cortante ortogonal podria ser més adecuada para predecir la
nucleacién del dano por RCF.

En resumen, es posible concluir que las tensiones residuales de compresion me-
joran, en general, el comportamiento del componente frente al daio por RCF, al
conseguir un menor volumen dafiado con valores de dafio maximo mas bajos. Co-
mo ya se ha comentado, la magnitud de tensién de cortadura octaédrica predice
un mayor fallo de los componentes para ambos tipos de probetas y la diferencia
entre las probetas con y sin tensiones residuales es menor segtin la magnitud de

cortadura ortogonal.

5.7. Conclusiones

Se ha desarrollado una metodologia para incorporar las tensiones residuales in-
ducidas por los procesos de fabricacién en los analisis FEM de RCF. La metodologia

se ha utilizado para evaluar numéricamente el impacto de las tensiones residuales
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generadas por el temple por induccién en la vida util de la fatiga a RCF. Se han
realizado simulaciones de temple por induccion, y los resultados de las tensiones
residuales obtenidas se han incorporado a modelos de elementos finitos en los que se
simula el contacto producido en el ensayo three-ball-on-rod. Para ello, se han com-
parado tres probetas con diferentes magnitudes de tensiones residuales mediante
elementos finitos y curvas S-N sintéticas, concluyendo que, en general, las muestras
con altas tensiones residuales de compresion pueden soportar un mayor ntimero de
ciclos antes del fallo. También se ha estudiado numéricamente la localizacién del
punto de dano mas critico con la metodologia desarrollada, concluyendo que cuanto
mayores son las magnitudes de tensiones residuales, mas superficial es el punto de
iniciacién del dano.

Se han realizado ensayos experimentales en probetas con tensiones residuales de
alta (A) y baja (B) magnitud. Las probetas A con tensiones de compresién elevadas
en la superficie no sufrieron ningin desprendimiento después de 10M ciclos, mien-
tras que las muestras B con tensiones residuales mas bajas se desprendieron antes,
entre 3,9M y 7,1M ciclos. Asi pues, los resultados experimentales han demostrado
que se puede conseguir una extensién minima de la vida 1til de entre el 40% y el
156 % en el caso de que la magnitud de las tensiones residuales sea el doble de la

magnitud de la probeta B de tensiones residuales bajas.

Se ha utilizado el criterio multiaxial de Dang Van para llevar a cabo los andlisis,
en los que se han considerado tres magnitudes diferentes de tensién de cortadura
para introducir la tensiéon cortante necesaria para aplicar el criterio de Dang Van.
La comparacién entre el nimero de ciclos hasta el fallo obtenido numérica y expe-
rimentalmente indica que la magnitud de Tresca es demasiado conservadora si se
utiliza para los andlisis de fallo numéricos, ya que el fallo se esperaria teéricamente
mucho antes que los resultados obtenidos experimentalmente. La mayor diferencia
entre las magnitudes estudiadas se encuentra en la prediccién de la profundidad de
nucleacién de grietas o dano méximo, en el que la magnitud de cortadura ortogonal
predice resultados mas precisos para la probeta B estudiada, mientras que los crite-
rios de Tresca y cortadura octaédrica sobrestiman este valor de forma considerable.

Con los estudios numéricos y experimentales realizados en esta tesis doctoral,
se confirma la importancia de incorporar las tensiones residuales en las evaluacio-
nes numéricas de la vida a fatiga. En este capitulo se demuestra que las tensiones
residuales de compresion mejoran la vida de fatiga y que la introduccién de los
perfiles de tensiones residuales en las evaluaciones de la vida de fatiga mejora las
predicciones realizadas. Este hecho es de gran importancia en las aplicaciones in-

dustriales, ya que estos componentes suelen estar muy sobredimensionados, por lo
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que se recalca la importancia de incorporar las tensiones residuales en las evalua-
ciones numéricas de la vida 1til en los procesos de diseno y verificacién de nuevos
componentes. Por lo tanto, la consideracién de las tensiones residuales inducidas
por el proceso en los andlisis de RCF adquiere gran importancia, especialmente si
las tensiones residuales de compresién en la superficie de los componentes tienen
una gran magnitud. El trabajo realizado también demuestra que, cuando se trata
de aplicar el temple por induccién a componentes sometidos a RCF, la seleccion
del medio de temple adecuado puede ser critica para el rendimiento del componen-
te, ya que el impacto en la dureza alcanzada y el perfil de tensiones residuales es
incuestionable.
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Capitulo 6

Aportaciones y lineas futuras

Resumen: En este capitulo se resumen las conclusiones generales obtenidas en
el desarrollo de esta tesis doctoral, que dan respuesta a los objetivos definidos. Asi
mismo, se presentan las principales aportaciones realizadas y se marcan las lineas
futuras que den continuidad al estudio realizado.
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Tras realizar la revisién de la literatura existente, se han observado debilidades
que esta tesis doctoral ha tratado de estudiar y mejorar. Se ha observado que,
a nivel industrial, la aplicacién del temple por induccién se ve afectado por la
ausencia de modelos numéricos capaces de predecir los resultados del proceso en
componentes complejos. Este hecho afecta especialmente a la hora de disefiar nuevos
procesos o cambiar los procesos de temple tradicionales por el temple por induccién,
que ofrece numerosas ventajas. El trabajo realizado en esta tesis doctoral se ha
desarrollado en tres fases sucesivas que dan respuesta a los objetivos principales
planteados: (1) desarrollo de un modelo numérico de calentamiento por induccién
eficiente, (2) desarrollo de un modelo multifisico acoplado para simular el temple
por induccién en ANSYS y (3) estudio de la influencia de las tensiones residuales
en el comportamiento a RCF de componentes templados por induccién.

6.1. Aportaciones generales

Las aportaciones més relevantes que han surgido en esta tesis doctoral se resu-

men a continuacion.

1. Desarrollo y validacién de un modelo eficiente de calentamiento por induccién.

El acoplamiento electromagnético-térmico bidireccional requerido por el ca-
lentamiento por inducciéon de materiales ferromagnéticos se ha resuelto me-
diante un modelo semi-analitico. El modelo se ha verificado mediante ensa-
yos experimentales en cilindros de acero de baja aleacién 42CrMo4, con una
excelente concordancia entre las temperaturas superficiales estimadas y las
medidas experimentalmente, asi como en la prediccion de la profundidad de
la capa austenitizada. Los resultados del modelo desarrollado se han compa-
rado con los del programa comercial de elementos finitos Flux, que calcula el
campo electromagnético utilizando la aproximacién armoénica con la permea-
bilidad magnética linealizada. En comparacién con la técnica de solucién por
aproximacién armonica, el modelo semi-analitico desarrollado ofrece resulta-
dos maés precisos con una reduccién de tiempo computacional del 80 % en el

caso estudiado.

2. Comparacién del modelo semi-analitico desarrollado con otros enfoques de

simulacién acoplada en términos de precisién.

El modelo semi-analitico se ha comparado con otros softwares comerciales

que utilizan técnicas diferentes para resolver el problema electromagnético -
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térmico acoplado. Se ha observado que, en el caso de aceros de baja aleacién,
al ser éstos ferromagnéticos, el enfoque unidireccional no describe correcta-
mente el proceso de calentamiento. Los softwares que utilizan modelos de
acoplamiento indirecto con la técnica de aproximacién armoénica se compor-
tan de manera similar, mientras que el modelo indirecto que no utiliza esta
aproximacién y resuelve el problema transitorio ofrece mejores resultados.
En comparacién con los modelos presentados, el acoplamiento semi-analitico
desarrollado en esta tesis muestra mejores resultados en ambas etapas linea-
les del calentamiento, especialmente en la més critica, una vez se supera la

temperatura de Curie.

. Desarrollo y validacién experimental de un modelo multifisico acoplado para
simular el temple por induccién en ANSYS.

Se ha desarrollado un modelo multifisico acoplado por elementos finitos con
el objetivo de simular el proceso de temple por induccién considerando los
resultados microestructurales, de dureza y tensiones residuales. El modelo
desarrollado resuelve los campos electromagnético - térmico - microestruc-
tural - mecdnico en ANSYS, en el que se han incorporado subrutinas desa-
rrolladas para dar respuesta a las necesidades del programa comercial, que
no estd preparado para acoger cambios microestructurales, y por lo tanto,
el impacto que éstos tienen en la dureza (y propiedades mecdnicas) y en las
tensiones residuales. Por lo tanto, se han extendido las capacidades de cédlculo
de ANSYS, siendo el coste computacional del modelo desarrollado bajo. El
modelo desarrollado se ha validado experimentalmente en términos de pre-
diccién de microestructuras y durezas con buena correlaciéon experimental,
especialmente en la zona templada, utilizando el caso de estudio de cilin-
dros de 42CrMo4 utilizados para la validacién del modelo semi-analitico. No
obstante, la transicién entre las zonas templada y no templada, asi como la
dureza de la zona no templada, se han subestimado ligeramente. La correla-
cion de las tensiones residuales simuladas y las medidas experimentalmente
es buena, especialmente a partir de una profundidad de 0,3 mm desde la su-
perficie, debido a la incertidumbre en las mediciones cerca de la superficie
mediante el método de hole drilling. Cabe destacar que, aunque la validacién
experimental se ha llevado a cabo en probetas templadas por induccién, los
modelos desarrollados funcionan indistintamente para cualquier técnica de
calentamiento y no estan limitados al temple por induccién, lo que amplia el

abanico de posibilidades de célculo extendidas en ANSYS.

193



Capitulo 6. Aportaciones y lineas futuras

4. Estudio del impacto del TRIP en la prediccion de las tensiones residuales en

194

el acero 42CrMo4.

Utilizando el modelo desarrollado, se ha estudiado el impacto del TRIP en la
evolucién de las tensiones durante el proceso y el estado tensional final. Se han
comparado los resultados obtenidos con y sin considerar el TRIP en el modelo
con las tensiones residuales medidas experimentalmente. Se ha concluido que,
para el acero 42CrMo4, el TRIP deberia incluirse en los modelos de calculo
puesto que la prediccion de las tensiones residuales mejora considerablemente,
ya que es la causa principal de la relajacién de tensiones en la fase final del

temple.

. Desarrollo de un modelo numérico de calculo de vida ante RCF incorporando

las tensiones residuales derivadas del proceso de fabricacion.

Se ha desarrollado una metodologia para incorporar las tensiones residuales
inducidas por los procesos de fabricacién en los anélisis numéricos de vida a
RCF. Esta metodologia se basa en la aplicacién del criterio de fatiga multi-
axial de Dang Van y curvas S-N para predecir la vida de un componente. El
criterio seleccionado también permite calcular la localizacion del dano critico
o punto en el que se espera que inicie el fallo. El modelo desarrollado no esta
limitado al temple por induccién, sino que se pueden incorporar tensiones
residuales derivadas de cualquier tipo de proceso de fabricacién, aumentando

la aplicabilidad de la metodologia desarrollada.

. Estudio sobre la influencia de las tensiones residuales generadas por el temple

por induccién en el RCF.

La influencia de las tensiones residuales en el RCF se ha estudiado de forma
numérica y experimental. Se han realizado ensayos experimentales en probe-
tas con dos niveles de tensiones residuales, concluyendo que las probetas de
tensiones residuales elevadas muestran una extension de vida ttil de entre el
40 % y el 156 % respecto a las probetas con tensiones residuales bajas (reduc-
ci6n de tensiones residuales del 50 %). De forma numérica, se han estudiado
las dos probetas experimentales y probetas tedricas sin tensiones residuales,
comprobando que las tensiones residuales de compresion aumentan el ntime-
ro de ciclos que un componente soporta antes del fallo por RCF. En lo que
respecta a la profundidad de nucleacién de grietas, se ha observado que las
tensiones residuales de compresién modifican la profundidad del dano y el

volumen danado. Los resultados numéricos muestran que un nivel elevado de
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tensiones residuales acercan el punto critico a la superficie, ademés de ofrecer

un volumen danado inferior.

7. Estudio del uso del criterio multiaxial de Dang Van con tres magnitudes
criticas de cortadura en funcién de prediccion de vida 1til y localizacién de

la profundidad de dano critico.

Para llevar a cabo el estudio realizado, se ha utilizado el criterio multiaxial
de Dang Van, en el que la tensién cortante se ha considerado utilizando tres
magnitudes de tensiéon de cortadura (Tresca, cortante ortogonal y cortante
octaédrica). La comparacién de los resultados obtenidos con los ensayos ex-
perimentales muestra que las magnitudes de Tresca y cortadura octaédrica
son demasiado conservadoras. La mayor diferencia entre las magnitudes es-
tudiadas se encuentra en la prediccién de la profundidad de nucleacién de
grietas o dafio maximo. Los resultados obtenidos del andlisis post-mortem
de las probetas ensayadas, donde se han observado mediante microscopia la
profundidad en la que se inician las grietas, permiten concluir que la mag-
nitud de cortadura ortogonal proporciona resultados més adecuados cuando
se utiliza para calcular la tensién critica Dang Van. Por lo tanto, en base
a los estudios realizados, se recomienda el uso de la magnitud de cortadura
ortogonal en las evaluaciones de tensién critica de Dang Van para probetas

de RCF con tensiones residuales.

6.2. Contribucion

Los contenidos de esta tesis estan recogidos en diversos articulos cientificos que
han sido publicados o estan en proceso de publicacién en revistas internacionales

de alto impacto:

= Areitioaurtena, M., Segurajauregi, U., Fisk, M., Cabello, M. J., & Ukar, E.
(2022). Influence of induction hardening residual stresses on rolling contact

fatigue lifetime. International Journal of Fatigue.
https://doi.org/10.1016/j.ijfatigue.2022.106781

= Areitioaurtena, M., Segurajauregi, U., Akujarvi, V., Fisk, M., Urresti, 1., &
Ukar, E. (2021). A semi-analytical coupled simulation approach for induction
heating. Advanced Modeling and Simulation in Engineering Sciences, 8(14).
https://doi.org,/10.1186/s40323-021-00199-0
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Areitioaurtena, M., Segurajauregi, U., Urresti, 1., Fisk, M., Ukar, E., & Fisk,
M. (2020). Predicting the induction hardened case in 42CrMo4 cylinders.
Procedia CIRP, 87, 545-550. https://doi.org/10.1016/.procir.2020.02.034

Areitioaurtena, M., Segurajauregi, U., Hidalgo, R., Urresti, 1., C Ukar, E.
(2022). A numerical study on phase transformation and hardness evolution
during scanning induction hardening. Aceptada en Lecture Notes in Mecha-

nical Engineering, en proceso de publicacion.

Hidalgo, R., Areitioaurtena, M., Hinojosa, 1., & Segurajauregi, U. (2022).
Novel methodology for induction hardening simulation of a large pith bea-
ring. Aceptada en Lecture Notes in Mechanical Engineering, en proceso de

publicacion.

Areitioaurtena, M., Segurajauregi, U., Fisk, M., Cabello, M. J., & Ukar, E
(2022). Numerical and experimental investigation on the residual stresses
generated by scanning induction hardening. Aceptado en Procedia CIRP, en

proceso de publicacién.

En cuanto a las ponencias en congresos internacionales, los resultados de esta

tesis se han presentado en las siguientes conferencias:
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ECRS10: European Conference on Residual Stresses (Leuven, 2018). Micros-

tructure phase transformation simulation in an induction hardening process.

EUROMAT 2019: European European Congress and Exhibition on Advanced
Materials and Processes (Stockholm, 2019). Semi-analytical evaluation of the
heat generated by Induction Heating

5th CIRP CSI: 5th CIRP Conference on Surface Integrity (Virtual, 2020).
Predicting the induction hardened case in 42CrMo/ cylinders.

NAFEMS Iberia: Role of Engineering Simulation within Digital Transforma-

tion (Virtual, 2021). Induction Hardening simulation of large-size bearings.

ICMIT: 8th International Conference on Manufacturing and Industrial Tech-
nologies (Virtual, 2021). A numerical study on phase transformation and
hardness evolution during scanning induction hardening y Novel methodology

for induction hardening simulation of a large pith bearing (co-autoria).

6th CIRP CSI: 6th CIRP Conference on Surface Integrity (Lyon, 2022). Nu-
merical and experimental investigation on the residual stresses generated by

scanning induction hardening.



Lineas futuras

Ademas, el modelo multifisico desarrollado en esta tesis doctoral se ha encap-
sulado en una herramienta ACT (ANSYS Customization Tool) denominada Heat-
Treat y se ha registrado en el Registro Territorial de la Propiedad Intelectual del
Pais Vasco. En la herramienta software desarrollada, el usuario puede realizar de
forma interactiva simulaciones de temple sin necesidad de que el calentamiento se
realice por induccién, ya que los modelos desarrollados funcionan indistintamente

con cualquier técnica de calentamiento.

6.3. Lineas futuras

El estudio realizado abre nuevas lineas de trabajo que pueden ser de interés

para llevar a cabo en futuras investigaciones:

= Estudiar la implantacion de las tres subrutinas desarrolladas en elementos
acoplados estructural - térmicos (SOLID226 y SOLID227) en ANSYS, con
el que se podria obtener un calculo multifisico acoplado considerando todas
las interacciones importantes entre los campos fisicos que participan en un
proceso de temple. Este trabajo se ha de realizar en conjunto con los desa-
rrolladores de ANSYS, ya que esta funcionalidad esté limitada actualmente.

= Integracién del modelo de calentamiento por induccién en la estructura de
subrutinas desarrolladas, con el que se obtendria mayor eficiencia a la hora
de preparar los modelos. Si se implementase el modelo semi-analitico en una
subrutina de ANSYS, se obtendrian tiempos de calculo inferiores, puesto que
el uso de subrutinas es més rapido que las macros desarrolladas en el lengua-
je APDL. Ademés, el proceso seria mas opaco para el usuario final puesto
que quedaria oculto, lo que facilitaria su integraciéon en una herramienta de
explotacién comercial.

= Estudio del revenido. a los componentes templados por induccién generalmen-
te se les aplica un revenido posterior para reducir la fragilidad del material. Se
deberia realizar una valoracién de los cambios que habria que realizar en las
subrutinas desarrolladas para acoger los fenémenos que se dan en el proceso
de revenido. Esta tarea ya se esta llevando a cabo en Ikerlan, puesto que se ha
iniciado una tesis doctoral que dara continuidad a los modelos desarrollados
en esta investigacién.

= Ampliar el estudio experimental del fallo por RCF en un ntimero mayor de

probetas y a diferentes niveles de carga, especialmente a cargas mas bajas en
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la region elastica del material. Para ello, se deberian aplicar modificaciones
en el banco de ensayos actual para poder llevar a cabo ensayos a mayores
velocidades, ya que estos ensayos podrian ser excesivamente largos. Con estos

ensayos se podria obtener una curva S-N experimental para el 42CrMo4.
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