











Fig. 5.27 Tratto curvo 2000x

Fig. 5.28 Tratto dritto 2000x
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TM3000_0002 2012/07/09 11:19 N D8.2 10 um

Fig. 5.28 Tratto dritto 6000x
Dalla microanalisi elementale semiquantitativa della superficie dell’ossido, eseguita mediante
microsonda elettronica (EDS), abbiamo avuto conferma del fatto che gli elementi presenti in
superficie sono quelli costituenti la lega, piu ossigeno (derivante dall’ossidazione del titanio) e
alcune impurezze di carbonio, imputabili al semplice maneggiamento del provino.

10pm

Fig. 5.29 Individuazione del punto in cui viene eseguita I’analisi con EDS
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Ti Spectrum 5
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Fig. 5.30 Analisi elementale mediante EDS

Facendo riferimento ai provini usati per le prove di trazione descritte precedentemente sono
state effettuate, sempre utilizzando il microscopio a scansione elettronica, delle micrografie

delle superfici di frattura per poter meglio apprezzare il tipo di cedimento. Tali micrografie
sono riportate nelle figure seguenti.

TM3000_0189 2013/02/112 12239 H D9.8 50 um

Fig. 5.31 — Micrografia al SEM di una superficie di frattura dopo la prova di trazione
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TM3000_0191 2013/02112 1242 H  D9.7 30 um

Fig. 5.32 — Micrografia al SEM di una superficie di frattura dopo la prova di trazione

Dalle micrografie ¢ possibile osservare come 1 grani si siano distaccati e quindi come il
cedimento sia stato transgranulare. Sembra infatti che la frattura abbia seguito i1 bordi dei
grani provocando il distacco integrale di questi ultimi senza che ci fossero rotture all’interno
sei grani stessi.Si potrebbe quasi azzardare che la rottura avviene sempre in corrispondenza
della fase beta interlamellare, questo perché la fase alfa ¢ per sua natura piu duttile e quindi il
cedimento avviene prima nella regione beta.

5.7 Caratterizzazione microgeometrica

Si riportano di seguito i profili di rugosita e le tabelle dei dati relativi alle analisi
microgeometriche effettuate, come da norma ISO 4287. Le immagini delle superfici dei
campioni ottenute mediante il microscopio confocale sono riportate nelle figure 5.33 e 5.36.
Le figure 5.34-35 rappresentano i profili di rugosita relativi al pezzo sottoposto a HSF e
calcolati lungo due direzioni ortogonali tra loro; le tabelle 5.10-11 riassumono i principali
parametri ricavati dai suddetti profili. Le figure successive (5.36-37) e le tabelle 5.12-13 sono
relative ai dati ricavati dal pezzo rullato a caldo.
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Fig. 5.33 Immagine della superficie del pezzo curvo ricavata dal microscopio confocale
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Fig. 5.34 Pezzo curvo
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Parametri di ampiezza - Profilo di rugosita

Rp 5.99981 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rv 8.66470 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rz 14.6645 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rc 10.1854 MM Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rt 18.0649 MM Filtro di Gauss, 0.8 mm
Ra 2.90603 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rq 3.38970 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rsk -0.4245 Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rku 2.33564 Filtro di Gauss, 0.8 mm

Parametri di rapporto materiale - Profilo di rugosita

Rmr 1.68224 % ¢ = 1 pym sotto il picco pi alto, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rdc 6.35283 MM p = 20%, q = 80%, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Tab 5.10
pm M Lunghezza = 261264 mm Pt=20_7925 pm Scala = 39. 7925 pm
S S———— S— e — . S — e —— R S —— p—
10 f.-"" \
5] e e T MY £
[1] ] e lﬁ'-ll "y i i Tl & -'I | P |II VI"' et a0 -|JA-.'-. |n'r|.-.)-
-5__ E..-"J '.U.-' " b’l".ul-L!';;lu A.-“WIHI I.-‘I;‘I'.,H ‘-":LI o f.,‘_‘!f""'_.‘,.a_,.-' o V= _ﬂ\l\; YR ¥ T
-m—: .
.15_
| T - N ...
0 D_.25 I {]!5 El_:-’ﬁ-l ‘: I1I25-I l_IE I I.;"E- 2 E_I'-ISI 2?5;“11

Fig. 5.35 Pezzo curvo
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Parametri di ampiezza - Profilo di rugosita
Rp 8.49831 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rv 5.92822 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rz 14.4265 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rc 8.36666 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rt 16.6754 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Ra 2.51267 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rq 3.30405 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rsk 0.941052 Filtro di Gauss, 0.8 mm
RKu 3.54829 Filtro di Gauss, 0.8 mm
Parametri di rapporto materiale - Profilo di rugosita
Rmr 2.37226 % ¢ = 1 pm sotto il picco pii alto, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rdc 4.60409 Hm P = 20%, q = 80%, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Tab 5.11
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Fig. 5.36 Immagine della superficie del pezzo dritto ricavata dal microscopio confocale
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Lunghezza = 2 579%64 mm P =273 9049 pm Scala = 409049 pm

5

Fig. 5.

37 Pezzo dritto

Parametri di ampiezza - Profilo di rugosita
Rp 8.12675 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rv 7.44409 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rz 15.5708 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rc 6.26072 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rt 16.9836 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Ra 2.61690 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rq 3.30303 pm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rsk 0.237316 Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rku 2.89338 Filtro di Gauss, 0.8 mm
Parametri di rapporto materiale - Profilo di rugosita
Rmr 2.04461 % ¢ = 1 um softo il picco pit alto, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rdc 5.87208 Hm p = 20%, g = 80%, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Tab 5.12
pm Lunghezza = 2 67260 mm Pi =23 7126 pm Scala = 327126 pm
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Fig. 5.38 Pezzo dritto
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ISO 4287
Parametri di ampiezza - Profilo di rugosita
Rp 8.49847 Mm Fittro di Gauss, 0.8 mm
Rv 8.56189 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rz 17.0604 Mm Fittro di Gauss, 0.8 mm
Rc 8.88979 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rt 21.5753 Mm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Ra 2.95230 Hm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rq 3.70513 Mm Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rsk 0.353391 Filtro di Gauss, 0.8 mm
RKku 2.75577 Filtro di Gauss, 0.8 mm
Parametri di rapporto materiale - Profilo di rugosita
Rmr 0.706714 % ¢ = 1 pum sotto il picco pid alto, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Rdc 7.25794 Hm p = 20%, q = 80%, Filtro di Gauss, 0.8 mm
Tab 5.13

Dall’analisi microgeometrica si evince che i principali parametri di rugosita relativi al pezzo
hot rolled hanno un valore lievemente maggiore rispetto a quelli relativi al pezzo HSF.
I parametri di riferimento sono quelli standard per la definizione della rugosita:

e R,: ¢ il parametro di rugosita internazionale piu usato e universalmente riconosciuto.
Esso rappresenta la media aritmetica delle deviazioni assolute del profilo di rugosita
dalla linea media.

e R;: ¢ la distanza tra due linee parallele alla linea media, passanti per i cinque punti pit
alti e 1 cinque piu bassi, entro i1 limiti della linea base e fornisce una misura
dell’irregolarita massima, mediata sui picchi e le valli.

In particolare, mentre nel pezzo rullato si hanno valori di R, pari a 14,66 e 14,43, nel pezzo
HSF R, si aggira tra 15,57 ¢ 17,06.

Poiché¢ indici di rugosita maggiori fanno riferimento a una superficie piu corrugata, possiamo
a ben ragione dire che ’area reale del pezzo rullato ¢ maggiore di quella del campione HSF.
Poiché 1’area apparente investigata nelle prove potenziodinamiche era di 0,785 mm® e i dati
relativi a tali misurazioni vengono riportati come densita di corrente, si ¢ ritenuto opportuno
fare un confronto tra I’area reale del campione HSF e quella del campione rullato. Avendo
ottenuto in media correnti di passivazione maggiori nel caso del campione rullato, ¢
ragionevole pensare che, tenendo conto della differenza nelle aree reali, questo “delta” di
correnti (dovuto essenzialmente ai differenti processi termo-meccanici subiti) risulterebbe
ancora maggiore. A valle di questa analisi microgeometrica, possiamo dunque concludere,
ancora una volta, che il differente comportamento elettrochimico della barra rullata e di quella
HSF ¢ da imputare al processo.
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5.8 Caratterizzazione cristallografica per diffrattometria a raggi X
Si riportano di seguito gli spettri dell’analisi diffrattometrica ai raggi X, eseguita sulla

superficie dell’ossido dei campioni hot rolled e HSF.

Essendo entrambi i processi condotti a temperature superiori a quella di transizione tra le due
forme polimorfe dell’ossido di titanio (550°C), ci aspettiamo sicuramente di trovare del rutilo,
perché ¢ la forma stabile del TiO, alle alte temperatura. In effetti entrambi i campioni
mostrano la presenza di rutilo, titanio e anatasio, che invece ¢ la forma stabile del TiO, alle
basse temperature. La presenza di questo tipo di ossido ¢ inevitabile se si pensa che a
temperatura ambiente 1’ossido di titanio si forma in modo spontaneo all’aria; le tracce di
anatasio, quindi, sono imputabili all’ossidazione spontanea del pezzo, avvenuta prima del
trattamento di rullatura a caldo e Hot Stretch Forming.
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Fig. 5.39 Pezzo HSF
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Fig. 5.40 Pezzo HSF
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Fig. 5.41 Pezzo hot rolled
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Fig. 5.42 Pezzo hot rolled

Di seguito vengono riportati i grafici con gli andamenti delle misurazioni ottenute in
corrispondenza dei 12 punti. I grafici con i profili delle deformazioni riportano in ascissa la
profondita di foratura realizzata (a partire dal punto zero dove ¢ stata assunta essere zero
anche la deformazione) e in ordinata le deformazioni rilevate espresse in microstrain (ue).

5.9 Calcolo delle tensioni residue

In questa sezione verranno presentati i risultati ottenuti nella misura delle tensioni residue,
accennando ai modelli matematici usati per il calcolo delle stesse a partire dalle deformazioni
misurate dalla rosetta estensimetrica.

Poiché le misure estensimetriche sono realizzate utilizzando estensimetri attaccati alla
superficie del campione, la maggiore sensibilita si ha in riferimento alle tensioni residue
vicino alla superficie. Tale sensibilita si riduce rapidamente con la profondita. A profondita
superiori a circa la meta del diametro medio della rosetta forata, la sensibilita legata alle
tensioni interne scompare completamente.

Questa variazione della sensibilita allo sforzo rende difficile valutare sollecitazioni interne in
maniera affidabile. Piccoli errori nelle misurazioni sperimentali possono causare errori molto
piu grandi nei calcoli delle tensioni residue. Questa ¢ una limitazione fisica fondamentale del
presente metodo di foratura, non esiste alcun artefatto matematico per qualsiasi metodo di
calcolo delle tensioni residue. I vari metodi matematici utilizzano approcci diversi per
minimizzare gli effetti negativi legati agli errori sperimentali. Tuttavia, tutti devono affrontare
lo stesso compromesso tra la risoluzione spaziale e l'incertezza degli stress. Se si ritiene
necessaria una buona risoluzione spaziale della variazione delle tensioni residue con la
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profondita, ci sara un rumore sostanziale e un’incertezza nei valori individuali legata agli
stress. D'altra parte, se si vuole una bassa sensibilita agli errori sperimentali, la risoluzione
spaziale deve essere sacrificata.

La scelta di quale metodo utilizzare per il calcolo degli stress residui dipende da quale di
questi fornisce un equilibrio piu soddisfacente tra un risultato realistico e una soluzione
stabile. La qualita della soluzione puo essere valutata osservando che tutti i metodi di calcolo
forniscono soluzioni delle tensioni che non corrispondono esattamente ai dati forniti in
termini di deformazioni. Ad esempio, il metodo delle tensioni uniformi calcola sempre le
tensioni che risultano essere uniformi con la profondita. Se le effettive sollecitazioni non sono
uniformi, si verifichera che le deformazioni corrispondenti alle sollecitazioni assunte uniformi
non sono le stesse delle effettive deformazioni misurate. Allo stesso modo, il metodo integrale
con regolarizzazione da sollecitazioni variabili lievemente. Le deformazioni corrispondenti a
tali sollecitazioni non sono le stesse di quelle misurate e corrispondenti alla soluzione non
livellata, nella quale ¢ presente inevitabilmente un rumore.

La differenza tra le deformazioni corrispondente alla soluzione legata alle sollecitazioni e le
deformazioni reali misurate viene chiamato "misfit". Un modesto misfit ¢ accettabile a
condizione che sia di dimensioni simili all’incertezza (errore sperimentale) che si ha durante
la misura delle deformazioni.

Ovviamente non vi ¢ alcun motivo di pretendere una precisione di calcolo maggiore della
precisione dei dati. L'errore di calcolo ¢ chiamato "errore modello", mentre l'errore nella
misurazione viene chiamato "errore dati". Incrociando questi due valori si ottiene un
equilibrio ottimale tra la stabilita della soluzione e la risoluzione spaziale. Questa
corrispondenza dell'errore del modello e dei dati ¢ la base della scelta automatica dell’effetto
di regolarizzazione di Tikhonov che H-DRILL utilizza per stabilizzare il metodo integrale.
Per gli altri metodi di calcolo delle tensioni, una dimensione simile del misfit medio e I'errore
standard di deformazione indica l'accettabilita della soluzione delle tensioni. H-DRILL fa
questo confronto automaticamente, e da il suo suggerimento circa l'accettabilita del metodo di
calcolo utilizzato. Quando si visualizzano 1 risultati delle tensioni, il programma include una
nota riguardante il misfit delle deformazioni. Se il valore dell’rms (routemeansquare) del
misfist legato alla deformazione ¢ compreso in V2 volte I'errore di deformazione standard
stimato, H-DRILL indica "soddisfacente", se entro 2 volte l'errore di deformazione standard
stimato, il programma indica "marginale", altrimenti indica "eccessivo". Ad ogni modo
bisogna comunque essere consapevoli del fatto che queste non sono conclusioni definitive, ma
sono solo suggerimenti automatici in base a regole euristiche.

Poiché la natura delle tensioni residue da misurare non ¢ generalmente nota in anticipo, la
scelta del metodo di calcolo da utilizzare ¢ difficile da prevedere. Una buona strategia ¢ quella
di provare tutti e tre i metodi in ordine inverso (integrale, serie di potenze, e Stress uniforme).
Ancora una volta, una buona valutazione ingegneristica, combinato con una conoscenza delle
sollecitazioni attese, dovrebbe essere usata per scegliere il metodo piu appropriato per il
calcolo delle tensioni. Considerazioni di questo tipo risultano essere essenziali per interpretare
opportunamente il significato e I'affidabilita dei risultati ottenuti.

Le tensioni residue calcolate da H-DRILL riflettono la sensibilita dell’errore sperimentale
legata al metodo di calcolo scelto. Sulla base degli errori standard dei dati in ingresso stimati
internamente e / o forniti dall'utente, il programma puo stimare un intervallo che ha una
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probabilita del 90% di contenere le tensioni residue effettive. I limiti del 90% di probabilita
sono sufficientemente realistici fornendo stime degli errori di misura altrettanto realistiche,
nel caso in cui venga scelto un metodo di calcolo appropriato. Pertanto, se si effettua un
calcolo delle tensioni uniformi, i limiti probabilita del 90% racchiuderanno circa il 90% dei
valori possibili di stress uniformi che corrispondono ai dati in input, considerando le
incertezze di tali dati. Tuttavia, nel caso in cui le sollecitazioni non siano uniformi, né i
risultati di sollecitazione uniformi e né i limiti corrispondenti alla probabilita del 90% sono
realistici. Vanno effettuate le stesse considerazioni fatte per il metodo Power Series e per il
Metodo Integrale. In particolare sono stati usati i seguenti parametri:
e Nella casella “Young’ Modulus” ¢ stata effettuata una media dei valori ricavati da
precedenti prove meccaniche. Il valore ottenuto ¢ 115,2 GPa
e Nella casella “Poisson’ Ratio” il valore inserito ¢ stato 0,34
e Nella casella “Std. ModulusError” ¢ stata calcolata la media dell’errore percentuale
considerando il valore 115,2 e i valori del modulo di Young relativi alle suddette
prove meccaniche.ll valore cosi ottenuto ¢ 1,1%
e Nella casella “HoleDiameter” ¢ stata indicata la media dei diametri (dmin e dmax) di
ognuno dei singoli fori misurati con I’oculare della strumentazione.
I1 calcolo per ottenere la misura in mm ¢ il seguente:
Es. misura oculare =4,5
(4,5/1000)*16=0,072 in
0,072*25,4=1,83 mm
e Nella casella “Std. DiameterError” per ogni foro ¢ stato calcolato 1’errore tra la
media del diametro e dmax (o dmin che ¢ la stessa cosa in valore assoluto)
I risultati ottenuti durante le prove di foratura hanno evidenziato la presenza di tensioni non
uniformi con la profondita pertanto non ¢ stato possibile utilizzare la prima opzione. Per
chiarezza verranno proposti di seguito i grafici ricavati con il programma H-Drill dove appare
evidente lo scostamento tra il modello matematico (parte tratteggiata) delle tensioni uniformi
proposto dalla normativa ASTM E837 e I’andamento reale (parte a tratto continuo) dei dati
ottenuti durante la misurazione.
L’andamento delle deformazioni reali rispetto a quelli della teoria degli stress uniformi non ha
consentito 1’utilizzo dei primi due metodi di calcoli sopracitati ossia 1’ Uniform Stress Method
e il Power Series Method in quanto per entrambi il valore del ‘misfit’ risultava eccessivo
comportando una notevole differenza tra le deformazioni ricavate con i precedenti metodi e le
deformazioni reali misurate.
Soltanto I’utilizzo del Metodo Integrale (Integral Method) ha consentito di avere un valore del
‘misfit’ soddisfacente consentendo di avere delle deformazioni ricavate con il metodo di
calcolo confrontabili con quelle reali ottenute con le misurazioni. Di seguito si riportano i
grafici con gli andamenti delle deformazioni ottenute con il Metodo Integrale (a tratto
continuo) confrontate con quelle reali (a tratto discontinuo). I grafici faranno riferimento ad
una profondita massima pari a 0,8 mm in quanto si ritiene che a profondita superiori a circa la
meta del diametro medio della rosetta forata la sensibilita legata alle tensioni interne scompare
completamente. Per brevita non si riportano i risultati relativi a tutti i fori ma se ne riportano
solo alcuni a titolo di esempio, I’andamento qualitativo ¢ comunque lo stesso in tutti i casi.
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Fig. 5.44 — Confronto dati misurati vs. teoria (Integral Method) punti R3 ed R4

L’andamento dei grafici sopra riportati evidenzia una buona corrispondenza tra dati di
deformazione effettivamente misurati e dati teorici ricavati con il Metodo Integrale, viene
quindi confermato il basso valore di ‘misfit’ ottenuto con 1’applicazione di tale metodo.

A questo punto ¢ possibile procedere con il calcolo delle tensioni residue. Benché non sia
possibile applicare per 1’analisi dei dati la procedura standardizzata all’interno della ASTM
E837, per una giusta interpretazione dei risultati ottenuti si fara riferimento ai parametri
utilizzati nella suddetta normativa per la determinazione delle tensioni residue. Verranno
quindi presi in considerazione per la valutazione dei risultati i parametri Gmax, Omin € ; per la
loro individuazione si faccia riferimento alla Figura 5.45.

Fig. 5.45 — Definizione parametri per calcolo delle tensioni residue
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Nella Tabella 5.14 sono riportati i parametri Gmax, Omin € P calcolati relativamente ai 12 fori di
misura realizzati ed in corrispondenza delle tre profondita (0.087 mm, 0.390 mm, 0.693 mm)
individuate dal metodo di calcolo utilizzato.

R1 R2 R3 R4
Profondita Omax Omin ﬂ Omax Omin ﬁ Omax Omin ﬂ Omax Omin ﬂ
0.087 -32 -57 -86 16 -31 -26 -11 -27 78 -43 -70 -b
0.330 266 177 -14 3 -4 20 10 5 30 10 -1 32
0.693 43 23 61 12 -30 30 212 122 10 10 ] 78
R5 R6 R7 R8
Profondita Omax Omin B Omax Omin ﬁ Omax Omin B Omax Omin B
0.087 -27 -34 -31 -27 -34 69 -44 -78 15 -45 -86 Bl
0.3230 -3 -12 -13 -5 -12 -35 8 -7 -23 4 -6
0.693 2 -5 -40 16 3 -33 13 3 -81 22 12 -23
R9 R10 R11 R12
Profondita Omax Omin ﬂ Omax Omin ﬁ Omax Omin ﬂ Omax Omin ﬂ
0.087 -44 -64 -20 -24 -60 14 3 -47 12 -21 -47 71l
0.390 164 33 33 1 -3 -2 -8 -18 46 -8 -17 74
0.693 -17 -66 -59 13 -2 88 22 -3 -71 4 -8 -18

Tab. 5.14 — Parametri Gmax, Omin € P 1n corrispondenza dei 12 fori
Di seguito vengono riportati gli andamenti delle tensioni principali residue (Gmax, Gmin) per 1
primi tre fori realizzati nonché le posizioni (B) di quest’ultime in corrispondenza delle 3
profondita di calcolo. Tali risultati sono qualitativamente rappresentativi di tutti i fori.

Integral Method R1
T T T
©
Qo
= 200. - -
0 &
O /
[0} - / \ _
& 100. y 3
%] /
© p
2 * Min Principal
3 :
S B B B -
A ¥
Q- i
#
’- | | 1 1 1
0.0~ 0.2 04 0.6 0.8 1.0

Depth from Surface, mm

el omax § ci':l omin
g ~—
%6 . omax
) ) "\ -/ &3 i - :‘\ ‘ /f: €3 7 €3

;-
/ Gmin /

€2 omin | €2 €2

Fig. 5.46 — Andamento e posizione delle tensioni residue in corrispondenza del foro R1

184



Profondita 0.39 mm -
Curvatura interna

o Dl

i

ER5
HR8
MR11

omax omin

Tensioni principali
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Fig. 5.58 - Andamento 6,x€ OminSU curvatura interna, profondita 0.693 mm

Dall’andamento dei grafici riportati € possibile fare una serie di considerazioni sui risultati

ottenuti.

I valori relativi al foro R9 sono con ogni probabilita da escludere in quanto ne per
valore e ne per segno appaiono in linea con gli altri della medesima posizione, si
potrebbe quindi ipotizzare un probabile errore nella misura.

Le sollecitazioni massime sono quelle situate nello strato sub-superficiali e sono tutte
in compressione con valori compresi tra 60 e 80 MPa. Tali valori sono minori del 10%
della o, pertanto non destano particolari preoccupazioni.

A profondita superiori i valori si attenuano intorno ai 20 MPa e al piu si assiste ad una
variazioni di segno.

Le tensioni residue, essendo di comprensione, hanno comunque un effetto benefico
sulla durata a fatica del componente.

Infine, tali tensioni residue, sono minori di quelle registrate in un componente analogo
ma realizzato con tecnologie convenzionali (es asportazione di truciolo).
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Probabilmente 1 cicli termici subiti durante il processo di hot stretch forming
contribuiscono ad alleviare tali tensioni residue.

5.10 Prove di spettroscopia elettrochimica di impedenza

Di seguito vengono presentati i risultati ottenuti dall’analisi di spettroscopia di impedenza
elettrochimica. In figura 5.59 sono presentati i diagrammi di Bode relativi alle prove effettuate
su due diverse aree del tratto sottoposto al solo processo di HR.
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Fig. 5.59 — Diagrammi di Bode ottenuti per le aree HR
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Si puo notare che I’impedenza non subisce variazioni all’interno della settimana di prova per
le aree HR. L angolo di fase suggerisce 1’esistenza di una sola costante di tempo.

In figura 5.60 si riportano i diagrammi di Bode ottenuti dalle analisi effettuate sugli ossidi
naturali.
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Fig. 5.60 — Diagrammi di Bode relativi all’ossido naturale

Si osserva che le curve sono del tutto simili a quelle ottenute per gli ossidi HR.
Anche qui si pud notare una sostanziale stabilita dei valori dell’impedenza col passare del
tempo a contatto con la soluzione. L’angolo di fase, sia nel caso HR che in quello dell’ossido
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naturale, mostra ad elevate frequenze valori prossimi agli 0°. Un valore di ¢ di 0° ¢ indice che
cio che si sta ottenendo in risposta alla perturbazione ¢ un valore di resistenza. Alle alte
frequenze ci0 che possiamo valutare ¢ quindi la resistenza della soluzione.

Passando via via verso frequenze piu basse, si nota che 1’angolo di fase vira verso valori che
approssimano 1 -90°, senza mai raggiungerli. Un valore di ¢ pari a -90° ¢ cio che si ha in
risposta da un elemento capacitivo, quindi cio che si sta osservando ¢ I’impedenza mostrata da
un elemento capacitivo non ideale.

A tal proposito, per il fitting dei dati si ¢ utilizzato, nel caso di HR e ossido naturale, lo stesso
circuito equivalente, di seguito mostrato in fig. 5.61.

R1 CPE1

Fig. 5.61 — Circuito equivalente per HR e ossido naturale

In entrambi 1 casi la R; rappresenta la resistenza della soluzione e mostra valori assolutamente
confrontabili nelle diverse analisi.

La R, rappresenta, invece, la resistenza nell’ossido. Per ottenere un fitting corretto per HR, si
¢, pero, trascurata la presenza di tale resistenza nel circuito equivalente, poiché nel range di
frequenze analizzato non ¢ possibile stimarne il valore con adeguata accuratezza. Si puo
infatti notare dalle curve che, alle basse frequenze, 1’angolo di fase nel caso dell’ossido
naturale aumenta in maniera notevole, mentre lo stesso fenomeno nel caso di HR inizia a
frequenze piu basse, tanto da renderlo poco valutabile. Questa differenza di comportamento
va cercata nella differenza di spessore tra i due ossidi. Lo spessore dell’ossido HR, molto
maggiore rispetto a quello naturale, non permette di valutare la resistenza di bulk dell’ossido.
Per tener conto delle impedenze del doppio strato, della spacecharge e dell’ossido dovrebbero
essere presenti tre diversi elementi capacitivi. Come gia discusso nel capitolo 5, la capacita
associata alla SC ¢, solitamente, tanto piccola da renderla predominante sulle altre. Inoltre, si
¢ gia accennato come nei casi reali possa rendersi necessario ['utilizzo del
ConstantPhaseElement in luogo di elementi cicuitali piu semplici. Quindi, il CPE; ¢
I’elemento che rappresenta I’impedenza opposta dalla SC formatasi appena all’interno
dell’ossido. Di seguito vengono riportati i risultati ottenuti dal fitting delle curve sperimentali
di una delle due aree HR (essendo 1’altro fitting assolutamente analogo viene omesso per
brevitd) con gli errori connessi a tale operazione (tab.5.15) e i risultati del fitting delle curve
di uno dei campioni con I’ossido naturale (tab 5.16).
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Element Freedom Value Ermor Error %
R1 Free(+) 24,37 0,17603 0,72232
CPE1-T Free(+) 0,00012678 5,7696E-7 0,45509
CPE1-P Free(+) 0,76041 0,0011372 0,14955
Chi-Squared: 0,0020464

Weighted Sum of Squares: 0,17395 HR_2_Oh
Element Freedom Value Error Error %
R1 Free(+) 24,45 0,22017 0,90049
CPE1-T Free(+) 0,00012549 7,1463E-7 0,56947
CPE1-P Free(+) 0,76634 0,001421 0,18543
Chi-Squared: 0,0032824

Weighted Sum of Squares: 0,279 HR_2_6h
Element Freedom Value Emor Error %
R1 Free(+) 23,96 0,26364 1,1003
CPE1-T Free(+) 0,00012505 9,1706E-7 0,73335
CPE1-P Free(+) 0,76967 0,0018055 0,23458
Chi-Squared: 0,0057598

Weighted Sum of Squares: 0,48958 HR_2_24h
Element Freedom Value Error Emor %
R1 Free(+) 23,75 0,29407 1,2382
CPE1-T Free(+) 0,00013266 1,0356E-6 0,78064
CPE1-P Free(+) 0,76447 0,0019436 0,25424
Chi-Squared: 0,0061587
Weighted Sum of Squares: 0,52349 HR_2_4sh
Element Freedom Value Error Error %
R1 Free(+) 21,17 0,26661 1,2594
CPE1-T Free(+) 0,00013713 1,1145E-6 0,81273
CPE1-P Free(+) 0,76096 0,001987 0,26112
Chi-Squared: 0,0068941

Weighted Sum of Squares: 0,59979 HR_2_72h

Element Freedom Value Ermor Error %
R1 Free(+) 29,83 0,36407 1,2205
CPE1-T Free(+) 0,00013906 1,1957E-6 0,85984
CPE1-P Free(+) 0,7616 0,0022013 0,28904
Chi-Squared: 0,0078358

Weighted Sum of Squares: 0,66604 HR_2_96h

Tab. 5.15 — Dati di fitting dei risultati HR
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Element Freedom Value Error Ermor %
R1 Free(+) 14,09 0,18052 1,2812
CPE1-T Free(+) 0,00010533 1,0187E-6 0,96715
CPE1-P Free(+) 0,91299 0,0025671 0,28118
R2 Free(+) 5,3407E5 31454 5,8895
Chi-Squared: 0,013256
Weighted Sum of Squares: 1,087 ossido naturale Oh
Element Ereedom Value Emor Emor%
R1 Free(+) 28,37 0,26026 0,91738
CPE1-T Free(+) 9,9005E-5 7,3796E-7 0,74538
CPE1-P Free(+) 0,90892 0,0021508 0,23663
R2 Free(+) 6,0674E5 29351 4.8375

Chi-Squared: 0,0087521

Weighted Sum of Squares: 0,71767 ossido naturale 6h

Element Freedom Value Error Emor %

R1 Free(+) 28,03 0,24279 0,86618

CPE1-T Free(+) 9,3954E-5 6,8661E-7 0,73079

CPE1-P Free(+) 0,90773 0,0020757 0,22867

R2 Free(+) 5,1486E5 20277 3,9384

Chi-Squared: 0,0086057 .

Weighted Sum of Squares: 0,72288 ossido naturale 24h
Element Ereedom Value Emor Emor%
R1 Free(+) 27,24 0,37159 1,3641
CPE1-T Free(+) 8,7153E-5 9,9339E-7 1,1398
CPE1-P Free(+) 0,90117 0,0032093 0,35613
R2 Free(+) 5,5549E5 34542 6,2183
Chi-Squared: 0,019527 .

. ossido naturale 48h
Weighted Sum of Squares: 1,6403

Element Freedom Value Error Error %

R1 Free(+) 27,41 0,30607 1,1166
CPE1-T Free(+) 8,3341E-5 7,3607E-7 0,8832
CPE1-P Free(+) 0,8966 0,0024654 0,27497
R2 Free(+) 7,4581E5 45358 6,0817
Chi-Squared: 0,010879
Weighted Sum of Squares: 0,89208 ossido naturale 72h

Element Ereedom Value Emor Emor %

R1 Free(+) 27,14 0,20216 0,74488

CPE1-T Free(+) 8,0419E-5 4 8879E-7 0,6078

CPE1-P Free(+) 0,89451 0,0016745 0,1872

R2 Free(+) 7,1238E5 28078 3,9414

Chi-Squared: 0,0053864 .

) ossido naturale 96h

Weighted Sum of Squares: 0,45246

Tab. 5.16 Dati di fitting dei risultati ossido naturale
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Per molti elettrodi solidi, 1’angolo di fase delle “capacita” all’interfaccia non ¢ 90°, ma ¢ data
da (n*90°).

L’esponente risultante dai fitting ha un valore piuttosto vicino ad 1 (ovvero quello tipico di
una capacita pura) nel caso degli ossidi naturali, mentre se ne discosta di piu nel caso
dell’ossido HR, forse a causa della maggiore rugosita superficiale.

La scarsa, se non assente, variazione dell’impedenza al trascorrere del tempo a contatto con la
soluzione salina ¢ un indice della compattezza dello strato di ossido analizzato e della scarsa
suscettibilita alla soluzione impiegata.

Si puo ipotizzare che la grande somiglianza tra i risultati ottenuti con I’ossido HR e quello
naturale, pur formatisi in condizioni estremamente differenti, sia attribuibile proprio alla
peculiarita della spacecharge. La presenza della spacecharge implica che due ossidi di
spessori molto differenti, ma entrambi di spessore superiore alla dimensione caratteristica
della SC, possono mostrare caratteristiche simili nell’analisi EIS. Si ¢ stimato lo spessore
dell’ossido nella zona HR, con uno spessimetro a correnti parassite, il quale, seppur non in
grado di fornirci informazioni accurate per il materiale in esame, ci fornisce un range
attendibile che ¢ compreso trai 3 e i 6 um. L’ossido nativo, per quanto riportato in letteratura,
risulta avere spessori compresi tra 2 ¢ 5 nm. '}

Per validare tale ipotesi andrebbe valutata la capacita connessa alla SC e stimata la sua
lunghezza caratteristica. Cio andrebbe fatto eseguendo 1’analisi nota come Mott-Shottky. Tali
analisi sono in corso al momento della stesura di tale tesi e i primi risultati sembrano
confermare le ipotesi fatte sin qui di una SC dominante sull’impedenza.

Al contrario, per le aree del pezzo sottoposti al processo di HSF si ottengono risultati
differenti, come mostrato di seguito (fig. 5.62).
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Fig. 5.62 — Diagrammi di Bode per HSF

I risultati ottenuti nell’area HSF si discostano da quelli precedentemente discussi In questo
caso, I'impedenza diminuisce col passare del tempo e 1’angolo di fase mostra un andamento
differente rispetto agli altri casi visti. Per il fitting, stavolta, si ¢ tenuto conto della presenza di
R, e sono presenti due ConstantPhaseElement. 11 circuito equivalente utilizzato ¢ mostrato in

R1 R2 CPE2
YAYA >
CPE1
NN
A d

figura 5.63
Fig. 5.63 — Circuito equivalente per HSF

196



Element Freedom Value Emor Emor %
R1 Free(+) 24,43 0,23486 0,96136
R2 Free(+) 7941 103,76 13,066
CPE2-T Free(+) 5,8973E-5 3,4995E-7 0,59341
CPE2-P Free(+) 0,40583 0,0021306 0,525
CPE1-T Free(+) 3,0607E-6 2,1659E-7 7,0765
CPE1-P Free(+) 0,86413 0,0069883 0,80871
Chi-Squared: 0,000668%4
Weighted Sum of Squares: 0,054853 HSF_1_Oh
Element Freedom Value Emor Ermor %
R1 Free(+) 25,78 0,27718 1,0752
R2 Free(+) 1155 85,958 7,4423
CPE2-T Free(+) 7,2296E-5 5,3295E-7 0,73718
CPE2-P Free(+) 0,42793 0,0026549 0,62041
CPE1-T Free(+) 4,0775E-6 2,3763E-7 5,8278
CPE1-P Free(+) 0,8396 0,0061023 0,72681
Chi-Squared: 0,00093733 Rt
Weighted Sum of Squares: 0,076861 =
Element Freedom Value Emor Ermor %
R1 Free(+) 24,65 0,36714 1,4894
R2 Free(+) 1452 93,54 6,4421
CPE2-T Free(+) 9,2707E-5 1,0134E-6 1,0931
CPE2-P Free(+) 0,456 0,0039273 0,86125
CPE1-T Free(+) 5,7282E-6 3,6385E-7 6,3519
CPE1-P Free(+) 0,81196 0,006935 0,85411
Chi-Squared: 0,0018236 T
Weighted Sum of Squares: 0,14954 S
Element Ereedom Value Emor Emor%
R1 Free(+) 23,63 0,38317 1,6215
R2 Free(+) 1423 79,805 5,6082
CPE2-T Free(+) 0,00011669 1,4159E-6 1,2134
CPE2-P Free(+) 0,4726 0,0043576 0,92205
CPE1-T Free(+) 7,2357E-6 4,6081E-7 6,3686
CPE1-P Free(+) 0,79437 0,0070653 0,88942
Chi-Squared: 0,0021233
Weighted Sum of Squares: 0,17411 HSF_1_48h
Element Freedom Value Ermor Ermor %
R1 Free(+) 21,47 0,39277 1,8294
R2 Free(+) 1385 71,713 5,1778
CPE2-T Free(+) 0,00013824 1,8912E-6 1,3681
CPE2-P Free(+) 0,48847 0,0048828 0,99961
CPE1-T Free(+) 8,7503E-6 5,7172E-7 6,5337
CPE1-P Free(+) 0,77923 0,0073052 0,93749
Chi-Squared: 0,0025274 A —
Weighted Sum of Squares: 0,20725 =
lemen Freedom Value Emor Emor %
R1 Free(+) 26,47 047721 1,8028
R2 Free(+) 1330 67,185 5,0515
CPE2-T Free(+) 0,00016084 2,3176E-6 1,4409
CPE2-P Free(+) 0,49756 0,005148 1,0346
CPE1-T Free(+) 1,0524E-5 7,32B4E-7 6,9635
CPE1-P Free(+) 0,76262 0,007941 1,0413
Chi-Squared: 0,002722
Weighted Sum of Squares: 0,2232 HSF_1_96H

Tab. 5.17 — Dati di fitting dei risultati HSF
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Come si evince dalla tabella 5.17, CPE1 mostra un valore di n compreso tra 0,4 e 0,5, mentre
il CPE2 mostra un valore compreso tra 0,76 e¢ 0,86, molto vicino a quello visto per gli altri
ossidi e rappresenta anche in questo caso la capacita di SC.

Sono ipotizzabili diversi fenomeni responsabili della variazione dell’impedenza nel tempo e
della forma della curva “¢ vs log .

Una possibile interpretazione dei risultati potrebbe essere fornita dalla presenza di piccole
porosita distribuite su tutta la superficie dell’ossido. La presenza di tali porosita, seppur non
dimostrata mediante analisi di microscopia, risulta probabile in conseguenza delle lavorazioni
termomeccaniche subite dal pezzo nell’area in questione. Si ricorda, infatti, che il processo di
Hot Stretch Forming consiste in uno stiramento a caldo del pezzo, effettuato contro uno
stampo curvo. Tale operazione ¢ in grado di provocare la rottura dell’ossido formatosi in
precedenza, poiché esso ¢ piu fragile del substrato metallico che, nel mentre, si sta
deformando. La presenza di tali porosita darebbe luogo a fenomeni diffusivi della soluzione in
queste cavita capillari. Cio favorirebbe una piu veloce diffusione dell’acqua rispetto a quella
degli ioni, che con il passare del tempo saturerebbero la soluzione all’interno delle porosita,
modificandone le proprieta conduttive e quindi I’impedenza. Tali porosita non vanno perd
necessariamente pensate come porosita aperte che lasciano il metallo scoperto. Al contrario,
I’idea piu probabile ¢ che tali porosita si estendano all’interno dello strato di ossido solo in
parte, lasciando uno spessore di ricoprimento compatto al di sotto favorito nella crescita dai
trattamenti termici operati.

Un valore di n=0,5 , molto vicino a quello ottenuto per CPE2, corrisponde proprio
all’esponente per il quale il CPE rappresenta un Warburg, elemento caratteristico utilizzato
dei fenomeni diffusivi.

Esiste anche una interpretazione geometrica, infatti come gia detto, una spiegazione fisica
proposta per il comportamento del CPE ¢ la “rugosita” dell’elettrodo. Per una superfice
ruvida, frattale, la dimensione frattale (D) ¢ compresa tra 2 ¢ 3. In termini piu semplici, cid
significa che la superfice copre tra le 2 dimensioni (cio¢ ¢ assolutamente piana) e le 3
dimensioni (cio¢ la superficie copre le tre dimensioni, ramificando in ogni direzione spaziale
formando, in tal modo, un cubo poroso). E stato dimostrato '*'¥ che per questi elettrodi,
I’impedenza all’interfaccia (trasferimento di elettroni o la capacita di doppio strato) ¢
modificata da un esponente, n=1/(D-1). Per una superficie liscia la dimensione frattale ¢ 2 e
quindi n=1, mentre per una superficie altamente contorta D=3 e n=0,5.

Altra possibilita, ¢ quella di un fenomeno di dissoluzione all’interno delle porosita. Poiché in
letteratura si trovano molti riscontri che la dissoluzione dell’ossido di titanio, nella soluzione
scelta, avviene difficilmente, tale dissoluzione andrebbe imputata agli altri ossidi presenti su
tale lega (ossido di alluminio o ossido di vanadio, quest’ultimo presente solitamente in piccole
quantita ') o a possibili modificazioni della struttura dell’ossido. L’alluminio potrebbe
soffrire 1’attacco dei cloruri della soluzione, formando cosi cloruri di alluminio. Questi ultimi
possono a loro volta reagire con I’acqua aumentando la concentrazione degli ioni H',
modificando ulteriormente la soluzione rendendola piu acida.

C’¢ da dire, che i risultati ottenuti per 1’area HSF non implicano che il rivestimento ossido
formatosi in tale zona mostri una resistenza a corrosione inferiore rispetto a quello in HR o a
quello lasciato accrescere spontaneamente a temperatura ambiente. Difatti, nel caso
esaminato, va messa in dubbio I’accuratezza di ogni velocita di corrosione determinata da una

198



resistenza di polarizzazione derivata da EIS, a causa della prevalenza della Space Charge sui
valori di impedenza,.

Come gia riportato nei capitoli introduttivi, le analisi di polarizzazione lineare condotte
precedentemente sullo stesso pezzo nei lavori precedenti a questo, mostravano delle ottime
proprieta di resistenza a corrosione per I’area HSF, migliori di quelle dell’area HR.

Le differenze riscontrate a valle dei diversi processi subiti, vanno cosi ricercate e studiate
ulteriormente principalmente nella morfologia degli ossidi, nella composizione e nel loro
spessore.
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CONCLUSIONI

La necessita di ottimizzare il rapporto buy-to-fly per componenti in titanio ad alto rapporto di
snellezza ha portato allo sviluppo di un processo innovativo di formatura che unisce la
tecnologia dello stiramento di profilati rullati a quella della formatura a caldo degli stessi.
L’obiettivo di questo lavoro di tesi ¢ stato quello di caratterizzare un profilato in lega di
titanio Ti6Al4V, prodotto per hot rolling e formato mediante il processo di Hot Stretch
Forming, al fine di valutarne i vantaggi applicativi rispetto alle tecniche tradizionali di
produzione, utilizzate per generare le medesime geometrie.

Si riassumono brevemente di seguito i principali risultati derivanti dalla caratterizzazione
effettuata sul componente di prova.

Osservazioni metallografiche

Da un punto di vista metallografico, in tutta 1’area osservata la microstruttura risulta essere
uniforme e costituita principalmente da una fase o primario e da regioni composte da
un’alternanza di o trasformato e . L’osservazione delle microstrutture in zone diverse del
campione mostra una maggiore anisotropia nella forma dei grani in direzione longitudinale
rispetto a quella trasversale, dove si riscontra, invece, una microstruttura equiassica. Questa
distribuzione della grana cristallina ¢ indicativa di un maggior flusso plastico in direzione
longitudinale, conseguente alle maggiori sollecitazioni imposte in fase di formatura per hot
rolling. Si conclude, quindi, che la risposta microstrutturale ¢ coerente ai profili termici ed alle
deformazioni imposte in fase di processo. Inoltre la microstruttura ¢ simile a quella
riscontrabile in un componente rullato a caldo e poi portato alla geometria finale mediante
asportazione di truciolo. Si osserva come il fattore determinante nell’ottenimento di una
determinata microstruttura sia, come descritto in letteratura, il tipo di raffreddamento e la
temperatura di inizio raffreddamento.

Prove di microdurezza

Dalle prove di micro durezza Vickers si evince che, in ciascuna delle direzioni in cui sono
state effettuate le misure, 1 valori riscontrati variano tra 351 e 359 punti Vickers, presentando
delle differenze relative che sono contenute nell’ordine del 1-2%. Questi risultati indicano che
le caratteristiche del componente sono uniformi in tutta la sezione, il che ¢ in accordo con i
risultati delle prove metallografiche. Questo aspetto costituisce un grosso vantaggio rispetto
alle tecnologie di produzione per estrusione o per asportazione di truciolo, in cui la presenza
di una corteccia di estrusione o di zone incrudite per lavorazione meccanica crea regioni
caratterizzate da differenti valori di durezza. Inoltre, facendo un confronto con i dati presenti
in letteratura relativi allo stesso materiale formato con le tecnologie tradizionali, si riscontra
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un aumento della durezza in tutta la sezione, paragonabile a quello che si potrebbe avere in
seguito a un processo di Solution Treatment Ageing. Quanto sopra costituisce quindi una
riprova dei benefici ottenuti dal processo HSF.

Prove di trazione

Da un punto di vista meccanico, le prove di trazione statica ci dicono che, rispetto a una barra
prodotta con le tecnologie “concorrenti”, il componente di prova (prodotto con HSF) presenta
proprieta assolutamente confrontabili. Si deduce che il pezzo realizzato per hot stretch
forming ¢ soddisfacente dal punto di vista delle caratteristiche meccaniche, e si candida a
sostituire le tecnologie classiche di produzione.

Polarizzazioni potenziodinamiche

Per quanto concerne le caratteristiche elettrochimiche, ¢ stato effettuato un confronto tra
I’ossido superficiale presente in zone diverse dello stesso componente di prova, una
sottoposta solo al processo di rullatura a caldo e I’altra rullata a caldo e poi formata per HSF,
al fine di valutare le possibili alterazioni indotte dal processo, oggetto del presente studio. Le
zone analizzate sono state, inoltre, differenziate per la presenza (o meno) delle tensioni
residue. Dalle analisi potenziodinamiche si evince che il processo di HSF comporta un
miglioramento delle proprieta elettrochimiche del pezzo rispetto al componente sottoposto
solo a rullatura; quello che si osserva, infatti, ¢ un campo di passivita pit ampio e delle
correnti di passivita minori. Le medie dei valori misurati di Ex non differiscono in alcun
caso, quindi possiamo dedurre che, a questo livello d’indagine, il valore del potenziale di
corrosione non sembra essere influenzato né dal tipo di trattamento termo-meccanico, né dalla
presenza di tensioni residue. Per quel che concerne le correnti di passivita, invece, accade
qualcosa di diverso. Mentre nel caso del pezzo HSF la presenza delle tensioni residue non
cambia la media dei valori di I, misurati, nel pezzo sottoposto solo a rullatura a caldo si ha
una differenza nelle correnti medie di passivazione misurate sui pezzi con € senza tensioni.
Quindi possiamo concludere che, a differenza del potenziale di corrosione, le correnti di
passivazione sembrano essere influenzate dalla presenza delle tensioni residue, ma solo nel
pezzo rullato, conferendogli le caratteristiche peggiori. Questo conferma che il processo HSF
ha comportato un miglioramento delle caratteristiche del componente di prova.

Analisi dell ossido superficiale

Le analisi condotte al SEM sull’ossido superficiale presente in zone diverse dello stesso
componente di prova, una sottoposta solo al processo di rullatura a caldo e I’altra rullata a
caldo e poi formata per HSF, mostrano che in entrambi i casi la morfologia superficiale ¢
molto irregolare in conseguenza del fatto che [’ossido non si ¢ accresciuto in modo
controllato, ma durante dei trattamenti termo-meccanici fatti avvenire in aria. Confrontando la
superficie del pezzo sottoposto a HSF con quella del pezzo sottoposto solo a rullatura, si puo
notare una discreta differenza nel grado di compattazione. Lo strato di ossido sul pezzo HSF,
infatti, risulta visibilmente piu compatto di quello presente sul pezzo rullato e questo aspetto
potrebbe derivare dal doppio trattamento termo-meccanico subito dal pezzo HSF (ossia
potremmo dire che tale pezzo abbia subito una “doppia ossidazione”). Una conseguenza del
differente grado di compattazione superficiale sta proprio nel comportamento elettrochimico,
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che, come avevamo detto, risulta migliore nel pezzo HSF rispetto a quello rullato; un ossido
piu compatto, infatti, protegge meglio la superficie.

Caratterizzazione microgeometrica

Dall’analisi microgeometrica si evince che i principali parametri di rugosita relativi al pezzo
hot rolled hanno un valore lievemente maggiore rispetto a quelli relativi al pezzo HSF. Poiché
indici di rugosita maggiori fanno riferimento a una superficie piu corrugata, possiamo a ben
ragione dire che I’area reale del pezzo rullato ¢ maggiore di quella del campione HSF. Poiché
I’area apparente investigata nelle prove potenziodinamiche era di 0,785 mm? e i dati relativi a
tali misurazioni vengono riportati come densita di corrente, si ¢ ritenuto opportuno fare un
confronto tra I’area reale del campione HSF e quella del campione rullato. Avendo ottenuto in
media correnti di passivazione maggiori nel caso del campione rullato, ¢ ragionevole pensare
che, tenendo conto della differenza nelle aree reali, questo “delta” di correnti (dovuto
essenzialmente ai differenti processi termo-meccanici subiti) risulterebbe ancora maggiore. A
valle di questa analisi microgeometrica, possiamo dunque concludere, ancora una volta, che il
differente comportamento elettrochimico della barra rullata e di quella HSF ¢ da imputare al
processo.

Diffrattometria ai raggi X

Dall’analisi diffrattometrica ai raggi x effettuata sull’ossido superficiale presente sui campioni
rullati e su quelli HSF, si evince, in entrambi i casi, la presenza di biossido di titanio in forma
di rutilo e anatasio. Essendo entrambi i processi condotti a temperature superiori a quella di
transizione tra le due forme polimorfe dell’ossido di titanio (550°C), la presenza di rutilo era
attesa, perché ¢ la forma stabile del TiO, alle alte temperatura. La presenza di anatasio,
invece, ¢ inevitabile se si pensa che a temperatura ambiente I’ossido di titanio si forma in
modo spontaneo all’aria; le tracce di anatasio, quindi, sono imputabili all’ossidazione
spontanea del pezzo, avvenuta prima del trattamento di rullatura a caldo e Hot Stretch
Forming. Tutto cio, inoltre, ci consente di escludere la presenza di eventuali “residui” legati
alle lavorazioni subite e, quindi, una volta di piu, di imputare le proprietd riscontrate agli
ossidi superficiali.

Tensioni residue

Una prima analisi dei dati ottenuti dalle prove evidenzia un aspetto peculiare della tecnica di
misura realizzata e cio¢ che le deformazioni e le tensione residue tendono complessivamente a
stabilizzarsi intorno al millimetro di profondita, cid € coerente con il fatto che il componente
in esame ¢ dotato di uno spessore considerevole rispetto alle dimensioni dei fori (profondita
max 2,08 mm).
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Figura C.1 - Dimensioni sezione componente di prova

In pratica piu si aumenta la profondita piu ci si allontana dalla rosetta incollata in superficie,
che pertanto risentira sempre meno degli effetti dovuti alla foratura.

Il programma di calcolo infatti, fornisce valori delle tensioni residue fino ad un massimo di
0,8 mm (circa la meta del diametro medio della rosetta estensimetrica) ritenendo quindi lo
strato superficiale e sub-superficiale entro cui ¢ possibile stimare le tensioni residue, quello
contenuto in 1 mm circa di spessore.

Un’eventuale “ripulita” dovuta alla presenza dello straingage+adesivo nel primo step di
misurazione puod essere evitata in quanto il primo foro viene realizzato ad una profondita di
0,26 mm superando abbondantemente lo strato straingage+adesivo.

La presenza di truciolo sulla rosetta estensimetrica ci conferma che la foratura ha interessato
sicuramente anche la parte sottostante I’incollaggio.

In particolare una stima di 30 um per lo spessore straingage+adesivo ¢ da ritenersi sufficiente
in quanto la tecnica di incollaggio adoperata (sacco a vuoto) utilizzata per ridurre gli effetti
delle tensioni di installazione, riduce notevolmente anche lo strato di spessore dovuto
all’incollaggio.
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Figura C.2 - Tensioni residue corrispondenti ai punti di foratura

I punti in cui risultano installati le rosette R1;R2;R3 ricadono esclusivamente nella zona
sottoposta al solo processo di rullatura a caldo (Hot Rolling).

Dai valori delle deformazioni e conseguentemente delle tensioni residue ricavate, si evince
che gli stress residui non sono imputabili all’Hot Stretch Forming ,0 meglio il processo di
CreepForming ha effettivamente attenuato le tensioni residue che si sono generate durante la
stiratura a caldo.

Dr’altra parte 1’effetto della sola stiratura a caldo avrebbe evidenziato la presenza di uno strato
tensionale di compressione in corrispondenza della curvatura interna e di trazione per quella
esterna, mentre relativamente alla parte centrale del componente non si sarebbero avute
tensioni residue poiché in prossimita di un ideale asse neutro (si veda la Figura C.3).
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Figura C.3 - Andamento delle tensioni ipotizzato in seguito a stiratura a caldo

Per quanto concerne il caso in esame, le tensioni di trazione insistenti in corrispondenza di
alcuni fori,a profondita differenti, potrebbero essere dipese dallo svergolamento del
componente di prova(motivo per cui si ¢ avuta non poca difficoltd nel posizionare la parte
perfettamente in piano), tale caratteristica ¢ da imputarsi probabilmente ai processi di
lavorazione iniziali ai quali ¢ stata sottoposta la barra prima dell’HSF (generalmente lo
svergolamento si verifica in seguito a trattamenti termici).Pertanto, la trazione misurata in
alcuni casi,potrebbe dipendere dallo svergolamento dovuto alla rullatura a caldo e non alla
particolare forma del componente dati i notevoli spessori, come evidenziato in Figura C.1.

Gli effetti della rullatura a caldo quindi, sono visibili a livello macroscopico attraverso lo
svergolamento, mentre a livello microscopico hanno determinato nel componente un regime
globale di compressione. In particolar modo la compressione ¢ presente in corrispondenza
degli strati superficiali mentre negli strati sub-superficiali solo per alcuni casi si evidenzia
trazione; per la parte non sottoposta ad HSF risulta prevalente la trazione gia in superficie (per
il foro R1 si ¢ avuta una forte plasticizzazione dovuta all’eccessiva velocita di foratura con
presenza di scintille questo dovrebbe farci escludere a priori i dati relativi a questa
misurazione).

Le sollecitazioni massime sono quelle situate nello strato sub-superficiali e sono tutte in
compressione con valori compresi tra 60 e 80 MPa. Tali valori sono minori del 10% della os.
A profondita superiori 1 valori si attenuano intorno ai 20 MPa e al piu si assiste ad una
variazioni di segno.

Concludendo, si ricorda che la presenza di sollecitazioni di compressione risulta benefica
poiché in contrasto con fenomeni di innesco cricca. Pertanto, eventuali lavorazioni di
asportazione di materiale devono essere effettuate attentamente, cosi da evitare distorsioni
inaccettabili del componente finito dopo le lavorazioni.

Spettroscopia di impedenza elettrochimica

Gli ossidi nell’area HR, al passare del tempo a contatto con la soluzione salina, mostrano una
scarsa, se non assente, variazione dell’impedenza e ci0 risulta essere un indice della
compattezza dello strato di ossido analizzato e della sua scarsa suscettibilita alla soluzione
impiegata.

I dati raccolti nel caso dell’ossido lasciato accrescere spontaneamente all’aria su un provino
della stessa lega, mostrano una grande somiglianza ai risultati ottenuti per 1’ossido HR, seppur
1 due ossidi si sono formati in condizioni estremamente differenti. Quanto detto suggerisce
I’esistenza di una Space Charge che domina i valori d’impedenza.

L’impedenza, nel caso HSF, diminuisce col passare del tempo e 1’angolo di fase mostra un
andamento differente rispetto agli altri casi visti. I valori misurati dal fitting con circuiti
equivalenti, suggeriscono la presenza di piccole porosita distribuite su tutta la superficie
dell’ossido. La presenza di tali porosita darebbe luogo a fenomeni diffusivi della soluzione in
queste cavita capillari, le quali non vanno perd necessariamente pensate come porosita aperte
che lasciano il metallo scoperto. Al contrario, ’idea piu probabile ¢ che tali porosita si
estendano all’interno dello strato di ossido solo in parte, lasciando al di sotto uno spessore di
ricoprimento compatto, favorito nella crescita dai trattamenti termici operati.
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C’¢ da dire, che i risultati ottenuti per 1’area HSF non implicano che il rivestimento ossido
formatosi in tale zona mostri una resistenza a corrosione inferiore rispetto a quello in HR o a
quello lasciato accrescere spontaneamente a temperatura ambiente. Difatti, nel caso
esaminato, va messa in dubbio 1’accuratezza di ogni velocita di corrosione determinata da una
resistenza di polarizzazione derivata da EIS; cio a causa della prevalenza del fenomeno della
Space Charge sui valori di impedenza. Tale ipotesi ¢ corroborata da numerosi studi scientifici
operati nel campo dell’ EIS. Quanto detto trova riscontro nelle analisi di polarizzazione
lineare condotte precedentemente sullo stesso pezzo, nei lavori antecedenti questo, che
mostravano delle ottime proprieta di resistenza a corrosione per 1’area HSF, in certi casi
migliori di quelle dell’area HR.

Riassumendo, la caratterizzazione dello strato superficiale, da un punto di vista meccanico,
microstrutturale ed elettrochimico, ci restituisce risultati assolutamente confortanti per gli
elementi ottenuti con la tecnologia in esame. Infatti tali oggetti, se paragonati agli analoghi
ricavati con le tecnologie tradizionali, nonostante le grandi differenze che si riscontrano con
questi ultimi, non fanno emergere particolari criticita.

Sulla base di quanto discusso nei precedenti capitoli e sopra sintetizzato ¢ possibile affermare
che 1 componenti prodotti mediante processo HSF mostrano caratteristiche analoghe, se non
superiori, a componenti realizzati mediante tecnologie tradizionali. Per questo motivo,
ricordando anche la riduzione del rapporto buy-to-fly connessa a questa tecnologia, ¢
possibile affermare che il processo HSF si pone come tecnologia di assoluto interesse per la
realizzazione di componenti aeronautici.
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